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Sommario
La presente tesi studia con l'ausilio di simulazioni FEM 3D la resistenza a fatica di
provini saldati, estratti da giunti automobilistici, al ﬁne di valutare l'aﬃdabilità di due
diversi criteri di veriﬁca. Fra quelli comunemente usati, sono presi in esame il metodo
del raggio ﬁttizio e il metodo delle tensioni di picco, adatti ad analizzare ogni possibile
geometria di un cordone di saldatura.
Un breve stato dell'arte evidenzia gli aspetti tipici del processo di saldatura che
inﬂuenzano la resistenza a fatica e indaga le metodologie di veriﬁca a fatica più fre-
quentemente adottate.
Alle geometrie dei cordoni di saldatura presi in esame sono applicati i due suddetti
criteri e i modelli così ottenuti sono implementati all'interno del programma Ansys con
la tecnica del submodeling. I risultati numerici raggiunti sono, quindi, discussi e messi
a confronto con graﬁci Excel e immagini esportate dalle simulazioni.
Il lavoro si conclude con l'estrapolazione delle curve di regressione dei dati spe-
rimentali e il loro confronto con le curve di progetto dei due metodi ne permette la
valutazione dell'aﬃdabilità nei casi considerati. Ulteriori peculiarità e caratteristiche
di quest'ultimi sono discusse per una più approfondita analisi.
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Abstract
This thesis work is developed with the aim of investigating the fatigue strength of
welded specimens extracted from automotive joints, by means of 3D FEM simulations,
in order to evaluate the reliability of two diﬀerent methods. Among the most em-
ployed standards, the notch rounding approach and the peak stress method, suitable
for analyzing any possible weld geometry, are considered for this scope.
A brief state of the art highlights the typical aspects of welding processes that aﬀect
the fatigue resistance, and it provides a summary of the main methodologies for fatigue
veriﬁcation.
Some welded geometries are modelled through the above-mentioned methods and
implemented in Ansys, by means of submodeling tecnique. We discuss the numerical
results gained from both methods taken into consideration, comparing Excel graphs
and images exported from simulations.
The work is concluded extrapolating the regression curves of experimental data
and the following comparison between these curves and the theoretical ones allows for
reliability evaluation of both methods in studied cases. More peculiarities and features
of considered geometries are discussed for a more in-depth analysis.
ii
Indice
1 Introduzione 1
1.1 Introduzione . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 1
2 Stato dell'arte 2
2.1 Considerazioni sulla fatica nei giunti saldati . . . . . . . . . . . . . . . 2
2.1.1 Particolari geometrici . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 2
2.1.2 Caratteristiche meccaniche . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 4
2.1.3 Tensioni residue . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 4
2.1.4 Difetti di saldatura . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 5
2.2 Criteri di veriﬁca dei giunti saldati . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 5
2.2.1 Metodo delle tensioni nominali . . . . . . . . . . . . . . . . . . 6
2.2.2 Metodo delle tensioni strutturali . . . . . . . . . . . . . . . . . . 7
2.2.3 Metodo del raggio ﬁttizio . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 8
2.2.4 Supporto microstrutturale . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 10
2.2.5 Formulazione e modellazione con il raggio ﬁttizio . . . . . . . . 10
2.2.6 Meccanica della frattura . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 12
2.2.7 Metodo delle tensioni di picco . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 13
2.2.8 Applicazione PSM a modelli 3D e rette di progetto . . . . . . . 15
2.3 Curve S-N . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 16
3 Studio durata a fatica di un semplice coprigiunto 17
3.1 Geometria provino . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 17
3.2 Designazione . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 18
3.3 Attività sperimentale . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 20
4 Applicazione metodo del raggio ﬁttizio 21
4.1 Sviluppo modelli dell'intero provino . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 21
4.1.1 Geometria dei modelli . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 21
4.1.2 Carichi e vincoli . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 22
4.1.3 Mesh . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 23
4.1.4 Risultati FEM . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 24
4.1.5 Veriﬁca di linearità . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 26
4.2 Sviluppo sottomodelli a raggio ﬁttizio 1 mm . . . . . . . . . . . . . . . 26
4.2.1 Geometria di radice e piede . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 27
iii
4.2.2 Mesh sottomodello . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 28
4.2.3 Risultati analisi FEM . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 32
4.3 Sviluppo sottomodelli a raggio ﬁttizio 0,05 mm . . . . . . . . . . . . . . 37
4.3.1 Geometria della radice di saldatura . . . . . . . . . . . . . . . . 38
4.3.2 Mesh sottomodello . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 38
4.3.3 Risultati analisi FEM . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 42
5 Applicazione del metodo delle tensioni di picco 48
5.1 Geometria e mesh di radice e piede . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 49
5.2 Risultati analisi FEM . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 50
6 Costruzione delle curve S-N 56
6.1 Regressione dei dati . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 56
6.2 Curve S-N delle singole serie separate . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 57
6.3 Curve S-N regressione su tutti i dati . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 59
7 Conclusioni 66
A Curve S-N 69
A.1 Metodo del raggio ﬁttizio con ρf = 1 mm . . . . . . . . . . . . . . . . . 69
A.2 Metodo del raggio ﬁttizio con ρf = 0.05 mm . . . . . . . . . . . . . . . 73
A.3 Metodo delle tensioni di picco . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 77
A.4 Geometria provini . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 81
Bibliograﬁa 83
iv
Capitolo 1
Introduzione
1.1 Introduzione
L'automobile oggigiorno si distanzia molto dal semplice mezzo di trasporto inteso all'i-
nizi del ventesimo secolo, è richiesto che la vettura sia un mezzo prestazionale dal punto
di vista delle caratteristiche stradali, delle emissioni allo scarico, e al contempo di basso
costo di acquisto e manutenzione, così da essere competitiva in un mercato molto con-
correnziale. Negli ultimi decenni particole attenzione è stata rivolta all'abbattimento
delle emissioni inquinanti.
Le caratteristiche enunciate sono solo alcune, di quelle che realmente il veicolo
deve garantire, le tre precedenti sono state menzionate perchè il loro soddisfacimento
è possibile in parte attraverso un modo comune.
Paragonando due veicoli identici in tutto tranne che nel peso, è evidente in un vei-
colo più leggero un miglioramento delle prestazioni stradali, intese come una maggiore
accelerazione, una minore quantità di emissioni allo scarico, e un evidente risparmio di
materiale, che si riﬂette a parità di sistema produttivo in un bene di minore costo e
fruibile a una piazza maggiore.
Il settore automobilistico ha riscontrato nella saldatura la tecnica produttiva, più
adatta alla realizzazione di giunti leggeri, di forma complessa, in maniera rapida e
economica. La sua applicazione è largamente diﬀusa nelle linee transfer, le quali per-
mettono di unire più pannelli sottili in una struttura unica, come può essere il caso del
telaio monoscocca.
La tecnica di saldatura trova applicazione non solo in campo automotive ma in
tutti i settori di costruzioni metalliche, quali la cantieristica navale, il settore edilizio o
laddove c'è la necessità di collegamenti permanenti.
La saldatura ha apportato molti beneﬁci, ma anche nuove problematiche, la giunzio-
ne è un punto critico di resistenza del componente nei confronti della fatica, l'obbiettivo
che si è posto la ricerca è trovare una base scientiﬁca che spieghi il comportamento a
fatica dei giunti saldati, così da poter comprendere a fondo il fenomeno, e permettere
la realizzazione di strutture saldate più leggere e aﬃdabili. Il lavoro svolto nella tesi si
inserisce in questo ampio contesto.
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Capitolo 2
Stato dell'arte
2.1 Considerazioni sulla fatica nei giunti saldati
La rottura a fatica di un componente metallico è innescata da deformazioni plastiche
ripetute su un piccolo volume di materiale, a diﬀerenza della rottura istantanea che
richiede una plasticizzazione diﬀusa sull'intera sezione resistente. Essendo la fatica un
fenomeno tipicamente locale che coinvolge nel tempo la resistenza dell'intero corpo ﬁno
al raggiungimento della rottura istantanea, è buona norma al ﬁne di prevenire, porre
attenzione ai dettagli geometrici come intagli e punti di concentrazione delle tensioni.
Il lasso temporale che trascorre dall'inizio della applicazione del carico ciclico ﬁno
al raggiungimento della rottura, si divide in due parti, inizialmente il tempo trascorso è
quello necessario alla formazione della frattura, e successivamente è seguito dal tempo
di propagazione della stessa.
Nel presente lavoro porremo particolare attenzione ai criteri adottati per la veriﬁca
a fatica delle saldature, facendo un breve riepilogo dei metodi più diﬀusi e fornendo
maggiori dettagli per i criteri applicati nello svolgimento della tesi; evidenzieremo anche
aspetti unici delle saldature nei confronti della fatica.
Nel seguito verrà discusso l'eﬀetto di alcuni fenomeni di particolare rilevanza per il
comportamento a fatica dei giunti saldati, quali:
 Particolari geometrici.
 Eﬀetto della zona termicamente alterata.
 Inﬂuenza delle tensioni residue.
 Difetti di saldatura.
2.1.1 Particolari geometrici
Le giunzioni saldate che tratteremo sono fatte con l'ausilio del materiale d'apporto, il
quale costituisce il materiale di unione dei due semi-giunti.
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Lo studio dei cordoni di saldatura con l'ausilio del materiale d'apporto richiede
la conoscenza di alcune caratteristiche geometriche tipiche del settore, prendendo in
esempio il classico cordone ad angolo retto, riportato in Fig.2.1, è possibile distingure
le segueti parti:
 Piede di saldatura.
 Radice di saldatura.
Con radice si indica tipicamente, l'intaglio del cordone collocato internamente (con-
tornato nella Fig. 2.1 di colore blu), diversamente con il termine di piede si indica tutti i
siti di contatto tra cordone e piastre generalmente visibili, perchè posizionati all'esterno
(contornati nella Fig.2.1 di colore rosso)
Figura 2.1 Sezione illustrativa del piede e radice su un cordone ad angolo.
La geometria generale di un componente inﬂuenza lo stato tensionale interno e
conseguentemente la sua resistenza a fatica, il piede e la radice di saldatura, sono
assimilabili a degli intagli, dai quali si originano i punti di nucleazione delle cricche.
In visione della criticità che questi punti risultano avere, non è possibile eseguire una
analisi a fatica senza includere l'eﬀetto che producono sul cordone.
Il raggio di raccordo reale, che questi intagli presentano, è importante per la stima
dei cicli sopportabili dalla struttura, il problema risiede nella capacità di prevedere que-
sto valore. Le diﬀerenti tecniche di saldatura, per citarne alcune possiamo menzionare
la Metal Inert Gas (MIG), Metal Active Gas (MAG), Tungsten Inert Gas(TIG), e le
diﬀerenti variabili su cui è possibile agire nel processo, non ci permettono di conoscere
a priori e nel dettaglio la geometria ﬁnale; anche supponendo di conoscerla, questo non
preclude che il cordone nella sua lunghezza non presenti delle alterazioni, con intagli
più severi che risulterebbero essere fondamentali nella previsione della vita a fatica.
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Come risulta essere complicata la previsione del raccordo geometrico al piede e
radice, è altrettanto diﬃcile la stima a posteriori, le dimensioni eccessivamente ridotte
non permettono un facile rilievo.
Si comprende come l'aleatorietà del processo di saldatura complichi notevolmente
la previsione di durata a fatica del giunto, essendo questa dipendente dal coeﬃciente
di intensiﬁcazione legato alla geometria locale.
2.1.2 Caratteristiche meccaniche
Le saldature sono caratterizzate da disomogeneità del materiale formante il giunto.
Le caratteristiche meccaniche del materiale, sono certe solamente ad adeguata di-
stanza dal sito di saldatura, in prossimità del cordone e nel cordone stesso, lo shock
termico ha modiﬁcato la struttura del materiale che lo costituisce, dal punto di vista
della dimensione dei grani, della durezza e per eﬀetto degli elementi di lega aggiunti
dal materiale d'apporto, anche la composizione chimica è leggermente variata.
Le caratteristiche meccaniche, in tali zone, risultano essere totalmente variate; è
visibile, per esempio, un alterazione del materiale nella zona termicamente alterata
situata tra cordone e piastre in Fig. 2.1.
La zona termicamente alterata non è un particolare problema se si è in grado di
conoscere le caratteristiche meccaniche locali del materiale, che cambiano punto per
punto allonatandandosi da essa; riuscire a ricavare le caratteristiche non è però pos-
sibile, si dovrebbe testare dei provini costituiti dello stesso materiale e soggetto agli
stessi stress termici apportati localmente in prossimità del cordone.
L'impossibilità di avere una dettagliata conoscenza del materiale, ci porta ad assu-
mere un comportamento lineare-elastico, senza limiti massimi legati alla plasticizzazio-
ne.
2.1.3 Tensioni residue
La saldatura è un processo di giunzione eﬀettuato tramite l'uso di una fonte di calore
concentrato, questa produce la fusione e la conseguente unione con o senza materiale
d'apporto dei due lembi. Il calore fornito nel processo sottopone i lembi ad alti gradienti
di temperatura che li deformano, a saldatura avvenuta la temperatura diminuisce e le
piastre non più libere di assumere la posizione iniziale in quanto adesso sono vincolate
tra di loro e con la struttura, creano delle tensioni residue.
Le strutture sottili non sono soggette ad alti livelli di tensioni residue, questo per-
chè il corpo a raﬀreddamento avvenuto si deforma sotto la loro azione, diﬀerente è il
comportamento nel caso di strutture ben più spesse, in tal caso l'elevata rigidezza non
permette una deformazione della struttura e questa tende a conservare al suo inter-
no alti livelli tensionali, spesso comparabili al valore di tensione di snervamento del
materiale.
La diﬃcoltà di conoscere il valore delle tensioni residue, ci porta a trascurare l'eﬀetto
della tensione media del giunto, considerando unicamente i valori di tensione alternata.
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2.1.4 Difetti di saldatura
La norma ISO5817 è adottata come riferimento da usare per le imperfezioni di salda-
tura.
Le imperfezioni sono caratteristiche non volute ma che inevitabilmente si presentano
nella giunzione, a causa di fenomeni diﬃcilmente prevedibili, strettamente legati al
processo, altri difetti sono legati alla preparazione del giunto stesso. Tra i difetti le-
gati al processo possiamo distinguerne 26 diﬀerenti tipologie, per esempio nominiamo:
porosità, imperfetta penetrazione, inclusioni di materiale, eccessiva penetrazione, frat-
tura. . . per ogniuna di queste è fornità in base alla gravità una classiﬁca su tre livelli
B,C e D [1].
Nel nostro caso è di interesse, perchè presente nei provini successivamente analizzati,
il difetto di formazione del cordone, dovuto a un errato posizionamento dei due semi-
giunti sulla macchina di saldatura. Come visibile in Fig.2.2 il cordone ha una forma
distorta rispetto alla dimensione nominale voluta di 5x5 mm.
Figura 2.2 Sezione del cordone aﬀetto da errore di posizionamento.
Spesso si adottano criteri per prevenire il loro insorgere, ma a seconda del compo-
nente realizzato è richiesta una ulteriore veriﬁca delle giunzioni tramite controlli non
distruttivi, questi evidenziano la presenza di difetti interni e esterni per quel range
di dimensioni che la tecnica permette di rintracciare, difetti più minuti, possono non
essere visibili. Ogni tipologia di difetto presenta un suo diﬀerente metodo di veriﬁca[1].
2.2 Criteri di veriﬁca dei giunti saldati
Numerosi studiosi si sono posti l'obbiettivo di rintracciare e selezionare le procedure
di veriﬁca a fatica. Il lavoro svolto ha permesso di rintracciare dei metodi ritenuti
scientiﬁcamente validi, spaziando dal: Metodo delle tensioni nominali, Metodo delle
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tensioni strutturali, Metodo del raggio ﬁttizio, Meccanica della frattura[1].
Di seguito saranno approfonditi i metodi menzionati in precedenza, ponendo maggior
rilievo al Metodo del raggio ﬁttizio e al metodo delle Tensioni di Picco (il quale si basa
sui principi della meccanica della frattura) utilizzati nello svolgimento della tesi.
2.2.1 Metodo delle tensioni nominali
Il metodo delle tensioni nominali(Nominal stress method) è semplice e basilare in ap-
parenza, si calcola la tensione media agente sul cordone di saldatura, e si confronta
con le curve S-N fornite in letteratura per quella particolare geometria e condizione di
carico.
Ogni curva, associata a una determinata geometria e a una particolare condizione di
carico, è ottenuta sottoponendo una serie di provini geometricamente uguali, a diﬀerenti
valori del carico applicato, potendo così ottenere una curva di regressione S-N, nella
quale si riporta la tensione nominale in funzione del numero di cicli.
La curva S-N è quindi diﬀerente da geometria a geometria, presenta pendenza k = 3
ﬁno al ginocchio posizionato a 1 · 107 cicli, per poi proseguire a vita inﬁnita con penden-
za nulla; risultati sperimentali hanno evidenziato una pendenza della retta comunque
decrescente anche dopo il raggiungimento di 1 · 107 cicli, si è quindi preferito adottare
un valore di k = 22 oltre il ginocchio(Fig. 2.3) [1].
Numerose curve S-N sono proposte per veriﬁcare determinate geometrie, dei qua-
li fornisce il valore di tensione alternata massima che il giunto può sopportare con
aﬃdabilità del 97.7% a 1 · 107 cicli Fig. 2.3.
Figura 2.3 Esempio di curve S-N con l'uso delle tensioni nominali[1].
Il metodo delle tensioni nominali non riesce a coprire il numero di geometrie possi-
bilmente realizzabili, la stessa procedura per il calcolo delle tensioni agenti sul cordone
non è applicabile a geometrie complesse, e anche se possibile, irrigidimenti locali della
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struttura comportano una distribuzione di tensioni molto diﬀerenti da quelle ottenibi-
li reputando la tensione uniforme sulla sezione del cordone. Questo ultimo problema
sarebbe ovviabile con l'uso di una analisi all'elementi ﬁniti, questo non fornisce una
tensione nominale ma bensì la tensione locale in ogni singolo punto, ad oggi non esiste
un codice che fornisca dallo studio all'elementi ﬁniti un legame con le tensioni nominali.
Attraverso l'uso degli elementi ﬁniti (FEM) è possibile ricavare il valore del coeﬃciente
Kt ma non un legame con il Kf collegato alla fatica; ipotizzare un dimensionamento
con l'adozione del Kt di valore più elevato rispetto al Kf , è eccessivamente antiecono-
mico e non permette una progettazione leggera.
Il criterio funziona in maniera adeguata per geometrie uguali a quelle fornite in lettera-
tura, l'adozione di una speciﬁca curva S-N a un provino che è geometricamente simile
ma non uguale, comporta un errore di valutazione dipendente dalla similitudine delle
due geometri, caratteristica diﬃcile da quantiﬁcare.
2.2.2 Metodo delle tensioni strutturali
Con il nome di metodo delle tensioni strutturali si indica un criterio di veriﬁca a fatica
anche conosciuto come Hot spot method, questa tecnica tiene conto della geometria
globale e di come questa caratterizza lo stato tensionale, trascurando il picco di ten-
sione non lineare in prossimità del piede; la distribuzione della tensione agente sulla
sezione della saldatura è generalmente non lineare e associabile alla somma di tre eﬀetti
separati:
 tensioni membranali.
 tensioni di ﬂessione.
 picco di tensione non lineare.
Il metodo dell'hot spot calcola lo stato tensionale in prossimità del cordone tramite
una simulazione all'elementi ﬁniti, che non tiene conto del picco di tensione non linea-
re; la Fig. 2.4 riporta sull'ascisse la tensione e sull'ordinata la distanza dal piede di
saldatura, prelevando i valori di tensione a una distanza preﬁssata dal piede è possi-
bile stabilire la tensione di hot spot agente e la relativa durata del giunto sotto una
determinata condizione di carico ciclico.
Il metodo presenta alcune limitazioni, la tensione è calcolata unicamente al piede
di saldatura, ma non alla radice.
Trascurando questa limitazione, il metodo è ben consolidato in strutture tubolari e
costruzioni navali. Curve S-N ricavate con questa tecnica sono state ottenute per giunti
saldati di testa e saldati ad angolo[1].
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Figura 2.4 Deﬁnizione dello stress di hot spot[1].
2.2.3 Metodo del raggio ﬁttizio
L'approccio alla fatica tramite il metodo del raggio ﬁttizio analizza il cordone nei suoi
dettagli geometrici, si considera l'intensiﬁcazione locale della tensione al piede e alla
radice di saldatura applicando un supporto microstrutturale e l'adozione di un mate-
riale dal comportamento lineare elastico[3].
Il supporto microstrutturale applica un raggio ﬁttizio ρf , per modellare la radice e il
piede di saldatura, come riportato in Fig. 2.5 e spiegato più nel dettaglio nei capitoli
successivi.
Giunti realizzati con lamiere aventi spessore t ≥ 5 mm, sono modellati con raggi di
raccordo alla radice e al piede di valore ρf = 1 mm, diﬀerentemente giunzioni eseguite
con lamiere di spessore t < 5 mm sono modellate con raggi di raccordo ρf = 0.05 mm[3].
 
Figura 2.5 Esempio di modellazione con raggio di raccordo ρf [10].
Il raggio ρf = 0.05 mm evita di introdurre una diminuzione eccessiva della sezione
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resistente, condizione che si realizza con raccordi di 1 mm applicati su spessori sottili.
Le curve S-N atte a veriﬁcare il cordone, dipendano dal materiale adoperato(acciaio,
alluminio, magnesio), il raggio di modellazione ρf = 1 mm o ρf = 0.05 mm e la tensione
presa in considerazione, quest'ultima può essere o la tensione di Von mises o la prima
principale (PSH), una volta fatta questa distinzione per ognuno viene attribuito un
suo valore del FAT (mostrato in Tab.2.1), il FAT è la tensione alternata massima
sopportabile a 2 · 106 cicli con aﬃdabilità del 97, 7%.
rref in mm 1.00 1.00 0.05 0.05
Ipotesi PSH Von Mises PSH Von Mises
Acciaio 225 200 630 560
Alluminio 71 63 180 160
Magnesio 28 25 71 63
Tabella 2.1 Valori del FAT al variare del metodo applicato[2].
Le curve S-N nel metodo del raggio ﬁttizio, presentano una pendenza costante ﬁno
al raggiungimento del FAT, diversa a seconda del tipo di carico applicato, di trazione
o di torsione, e a seconda dello spessore delle piastre. Superati i 2 · 106 cicli la curva
discende con pendenza k=22, i valori dell'esponente k di Basquin sono riportati in
Tab. 2.2.
Spessore giunto Carico assiale o di ﬂessione Carico di torsione
Spessore < 5 mm 5 7
Spessore ≥ 5 mm 3 5
Tabella 2.2 Valori del parametro k al variare dello spessore[3].
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2.2.4 Supporto microstrutturale
Il coeﬃciente di intensiﬁcazione delle tensioni in un intaglio a V collocato su una piastra
inﬁnita, sotto l'assunzione di materiale lineare elastico, cresce secondo la formula (1
ρ
)
1
2 ,
essendo ρ il raggio di raccordo reale, si comprende facilmente che raggi inﬁnitamente
piccoli fanno crescere la tensione a valori inﬁniti. Valori di tensione tendenti all'inﬁnito,
non sono ﬁsicamente ammissibili, ben presto è nata la consapevolezza di dover trovare
un criterio alternativo da applicare nei punti critici del modello.
Il supporto microstrutturale aggira il problema inizialmente evidenziato, conside-
rando utile in previsione della vita a fatica non il valore della tensione massima, ma
la tensione eﬃcace calcolata in maniera diﬀerente a seconda del metodo considerato.
Esistono 4 proposte su come considerare il solito fenomeno, la più comunemente usata
è lo Stress Averaging Approach[10].
Lo Stress Averaging Approach è stato sviluppato dall'ingegnere tedesco Neuber nel
1930, per far fronte all'esigenza del settore automotive di realizzare giunti più leggeri
ma comunque duraturi, il suo lavorò culmino nel 1937 con la pubblicazione del Theory
of Notch Stresses [4]. Lo studio condotto da Neuber adotta modelli a spigolo vivo della
radice e del piede di saldatura, questi risultano essere zone di intensiﬁcazione della
tensione; l'idea rivoluzionaria è considerare rilevante ai ﬁni della durata non il valore
massimo di tensione, ma bensì il valore della tensione eﬃcace, calcolata come media
delle tensioni agenti sulla lunghezza caratteristica, presa in direzione della propagazione
della frattura [4]. La lunghezza caratteristica è di 0.4 mm per l'acciaio e 0.21 mm per
l'alluminio [7].
2.2.5 Formulazione e modellazione con il raggio ﬁttizio
Ricavare la tensione eﬃcace come media delle tensioni caratteristiche su una linea,
non era di facile esecuzione all'inizi del XX secolo, la risoluzione al problema è stata
l'adozione del raggio ﬁttizio, cioè un raggio di raccordo ρf , in sostituzione del raggio
di raccordo reale ρ presente al piede e alla radice della saldatura, in questa maniera il
valore massimo della tensione è direttamente l'integrale della tensione sulla lunghezza
caratteristica.
Il raggio di raccordo ﬁttizio presenta un espressione analitica riportata nella formula
sottostante[4].
ρf = ρ+ sρ
∗ (2.1)
la formula del raggio ρf si compone di tre parti:
 ρ è il raggio di raccordo reale presente alla radice e al piede di saldatura, come
gia detto in precedenza è un valore diﬃcile da stimare, e altrettanto complicato
da misurare. L'incertezza presente nei confronti di questo parametro ha sempre
indotto a mantenere un proﬁlo cautelativo ipotizzando ρ = 0 mm, che risulta
essere la condizione di intaglio più severa.
 ρ∗ è la lunghezza del micro-supporto, è inﬂuenzato principalmente dal materiale
adottato, comunemente ρ∗ = 0.4 mm per l'acciaio [10].
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Figura 2.6 Passaggio dal raggio ρ a ρf [10].
 S o support factor è inﬂuenzato da numerosi fattori, la modalità di applicazione
del carico, l'apertura dell'intaglio, il diﬀerente metodo di modellazione dell'in-
taglio utilizzato, modiﬁcano sensibilmente il coeﬃciente, il quale può assumere
valori compresi tra s = 1.0 con una condizione di carico di modo III ﬁno ai valori
s = 2.0− 3.0 con un modo I di carico. Si adotta il valore di s = 2.5 per l'acciaio
[10].
Sostituendo i valori in precedenza consigliati, la formula conferisce per l'acciaio, il
raggio di raccordo ρf = 1 mm, libertà di scelta rimane sulla geometria da adottare.
Il raggio ﬁttizio fornisce varie tipologie di modellazione, come illustrato in Fig. 2.7 e
Fig. 2.8.
Figura 2.7 Modellazione piede di saldatura.
Analizzando in dettaglio le possibili modellazioni della radice a parità di raggio
di raccordo, è meglio fare determinate considerazioni. Sottoponendo tre piastre con
intagli conformati come in Fig. 2.8 a una condizione di carico di modo I, la tensione
massima σmax si colloca sulla bisettrice dell'intaglio nella zona di intersezione con il
raggio di raccordo, in tutte e tre le piastre (in Fig. 2.8 è riportata la σmax unicamente
sulla geometria keyhole). Il valore di ktσ = σmax/σ0 calcolato per i tre casi risulta essere
simile (Tab. 2.3), da questo punto di vista non troviamo diﬀerenze di rilievo nelle tre
geometrie.
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Figura 2.8 Modellazione radice di saldatura.
Diversa è la questione analizzando le stesse geometrie sotto una condizione di carico
di modo II, in tal caso la tensione massima σ
′
si viene a collocare in punti diﬀerenti
nelle sezioni delle tre radici (in Fig. 2.8 riportiamo la collocazione di σ
′
unicamente
per il keyhole), questo comporta che ogni massimo tensionale è soggetto a un raggio
di curvatura distinto che ne inﬂuenza lo stato tensionale. Questa caratteristica trova
riscontro nell'analisi di ktτ = σ
′
max/τ0 riportato in Tab. 2.3 per le tre geometrie.
I diﬀerenti valori di ktτ sono imputati alla variazione del raggio di raccordo, in
prossimità della zona di massima tensione in cui si viene a collocare σ
′
. Nell'Elliptic hole
abbiamo un raggio di curvatura variabile punto per punto, nell'U-hole c'è il passaggio
da raggio di raccordo ρf a raggio di raccordo inﬁnito dovuto alla linea retta, il keyhole
garantisce una curvatura costante sul modello di radice.
La domanda da porsi è quale modello è più corretto? Il keyhole risulta essere la
migliore scelta, l'alterazione geometrica è localmente concentrata alla radice, il support
factor non è troppo inﬂuenzato dalla modalità di carico e indiﬀerentemente da dove
si viene a posizionare la tensione massima, questa è sempre inﬂuenzata, almeno in un
modello piano dallo stesso valore del raggio di raccordo, cosa che gli altri modelli non
permettono.
In Tab. 2.3 sono riportati i valori di ktσ e ktτ per le diﬀerenti geometrie considerate
alla radice.
Elliptic hole Keyhole U-Hole
Mode I, ktσ 7.32 6.71 7.40
Mode II, ktτ 5.48 9.04 8.61
Tabella 2.3 Valori del coeﬃciente di intensiﬁcazione al variare del modo di carico e
della modellazione alla radice[4] .
2.2.6 Meccanica della frattura
L'applicazione della meccanica della frattura è molto adottata per lo studio della durata
a fatica, di imperfezioni nelle saldature e della loro velocità di propagazione, sebbene
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questo settore della meccanica sia supportato da un'adeguata base teorica è di diﬃcile
applicazione pratica [1]. Tramite l'integrazione della legge di Paris (2.2) è possibile
risalire al numero di cicli sopportabili dalla frattura riscontrata, la diﬃcoltà principale
in fase applicativa, è quale valore di larghezza della cricca adottare, frequentemente
viene usato il valore di 0.1 mm, certe volte in maniera più conservativa il valore di
0.15 mm.
Un metodo più appropriato, sarebbe rilevare con l'uso di metodi non distruttivi la
presenza di cricche e la loro dimensione, e successivamente stimare la durata del giunto
sottoposto a un determinato ciclo di carico.
da
dN
= C0∆k
m per ∆k ≥ kth. (2.2)
2.2.7 Metodo delle tensioni di picco
Il problema della veriﬁca a fatica dei giunti saldati viene trattato essenzialmente come
un problema di eﬀetto di intaglio, in cui il piede e la radice del cordone vengono sche-
matizzati come intagli acuti a V, aventi angolo di apertura rispettivamente maggiore
di zero (tipicamente attorno a 135°) e pari a zero con raggio di raccordo pari in ogni
caso a zero [5].
Figura 2.9 Deﬁnizione delle tensioni di picco al piede e alla radice di giunti saldati[5].
Accettate queste assunzioni, è stato dimostrato che la resistenza a fatica a medio
e alto numero di cicli si può esprimere in funzione dell'intensità delle distribuzioni
asintotiche delle tensioni lineari elastiche, estendendo in maniera non convenzionale i
concetti della Meccanica della Frattura Lineare Elastica. Con riferimento al problema
piano di Fig. 2.9, le deﬁnizione degli NSIFs di modo I(apertura) e modo II (scorrimento)
sono le seguenti[5]:
K1 =
√
2pi lim
r→0
(
σθθ,θ=0r
1−λ1) (2.3)
K2 =
√
2pi lim
r→0
(
τrθ,θ=0r
1−λ2) (2.4)
Le tensioni normale σθθ e tangenziale τrθ sono valutate lungo la bisettrice dell'inta-
glio θ = 0 in un sistema di riferimento polare (r,θ) con origine nel punto di singolarità
tensionale, λ1 λ2 sono gli esponenti delle distribuzioni tensionali dati da Williams [6],
13
i quali dipendono dall'angolo di apertura 2α (vedi Fig. 2.9). Le espressioni (2.3) e
(2.4) mostrano che le unità di misura di K1 e K2 dipendono dall'angolo di apertura 2α
e pertanto non è possibile un confronto diretto di tali parametri tensionali in casi di
diversi valori di 2α. Questo problema è stato superato da Lazzarin et al. che hanno
introdotto l'energia di deformazione mediata in un volume ﬁnito (SED) quale parame-
tro di analisi della criticità a innesco.
Il parametro SED può essere espresso in funzione degli NSIFs:
∆W¯ =
e1
E
(
∆K1
R1−λ10
)2
+
e2
E
(
∆K2
R1−λ20
)2
(2.5)
In cui i parametri e1 ed e2 dipendono dall'angolo di apertura e dal coeﬃciente di
Poisson, mentre la dimensione del volume di controllo R0 è stata calcolata per giunti
in acciaio da costruzione e può essere assunta pari a 0.28 mm.
É stato evidenziato che l'applicazione diretta delle deﬁnizioni (2.3) e (2.4) per
la stima numerica dei parametri NSIFs mediante analisi numeriche agli elementi ﬁniti
comporta un notevole sforzo computazionale sia nel caso bidimensionale sia soprattutto
tridimensionale.
Il metodo della tensione di picco (PSM) è un metodo basato su analisi agli elementi
ﬁniti lineari elastiche per sempliﬁcare la stima dei parametri NSIFs utilizzando mesh
molto più grossolane di quelle richieste per l'applicazione diretta delle espressioni (2.3)
e (2.4). Studi di Nisitani e Teranishi [8] hanno evidenziato il legame tra NSIFs e PSM
per quanto riguarda le cricche di apertura 2α = 0, successivamente lo stesso lavoro è
stato svolto per cricche di apertura 2α ≥ 0, giungendo alle seguenti espressioni:
K∗FE =
KI
σθθ,θ=0,piccod1−λ1
' 1.38 (2.6)
La tensione lineare elastica σθθ,θ=0,picco è valutata all'apice dell'intaglio a V , uti-
lizzando una mesh di dimensione media dell'elementi d. Fra queste si ricorda che la
mesh deve essere composta da elementi piani quadrangolari a funzioni di forma lineari
(plane 42 o plane 182 con K-option 1 impostata al valore 3 della libreria del software
Ansys®). Lo stesso lavoro è stato svolto al caso di modo II; l'espressione del fattore di
intensiﬁcazione delle tensioni adimensionale è la seguente:
K∗∗FE =
KII
τrθ,θ=0,piccod1−λ2
' 3.38 (2.7)
La tensione tangenziale lineare elastica τrθ,θ=0,picco valutata all'apice dell'intaglio con
una mesh di dimensione media d. Nella ﬁgura sottostante riportiamo un esempio di
mesh adatta al metodo delle tensioni di picco.
Sostituendo le espressioni (2.3) e (2.4) nella (2.5) e usando l'uguaglianza W =
(1 − ν2)σ2eq
2E
valida in ipotesi di deformazione piana, è possibile deﬁnire la tensione di
picco equivalente:
σeq,picco =
√
f 2w1∆σ
2
θθ,θ=0,picco + f
2
w2∆τ
2
rθ,θ=0,picco (2.8)
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Figura 2.10 Esempio di mesh applicando il PSM [5].
dove fw1 e fw2 sono coeﬃcienti calcolabili dalle formule sottostanti [6].
fw1 = K
∗
FE ·
√
2e1
1− ν2
(
d
R0
)1−λ1
(2.9)
fw2 = K
∗∗
FE ·
√
2e1
1− ν2
(
d
R0
)1−λ2
(2.10)
2.2.8 Applicazione PSM a modelli 3D e rette di progetto
Il metodo è nato originariamente come applicabile ai soli modelli piani, recentemente
è stato esteso a modelli tridimensionali dimostrando che le espressioni (2.3) e (2.4)
valgono ancora per modelli agli elementi ﬁniti che utilizzino elementi solidi a otto nodi.
L'applicazione del metodo richiede di seguire una procedura rigida, espletata nelle righe
successive. Si utilizzano elementi solidi a otto nodi (solid 45 o solid 185 con K-option
2 impostata al valore 3 della libreria di elementi di Ansys®) con dimensione media
(parametro global element size nella generazione della mesh con criterio free) dipendente
dal modo di carico. La dimensione media dell'elemento è diversa se interessano le
tensioni di modo I o modo II, nell'articolo [5] si forniscono dimensioni medie comprese
tra ρ=0.4-0.5-1-2 mm, se il componente è principalmente sottoposto a una condizione
di modo I si necessita di almeno 5 elementi nello spessore del giunto, nel caso il modo
II non sia trascurabile il numero di elementi deve essere almeno 14 sia lungo il lato
della saldatura sia lungo il bordo libero della radice del cordone.
Studi sulle tensioni di picco, suggeriscono una retta di progetto avente pendenza k = 3
e FAT= 156 MPa per giunti saldati.
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2.3 Curve S-N
La curva S-N è graﬁcata rispettando il consueto uso della scala bilogaritmica, riportante
sull'ordinate la tensione alternata e sull'ascisse il numero di cicli a cui avviene la rottura
del componente, espresse in scala bilogartimica costituiscono la retta di regressione. la
regressione è espressa della relazione di Basquin con la formula sottostante:
σ = A(N)−1/k (2.11)
Le costanti A e k identiﬁcano la posizione e la pendenza della retta nel graﬁco.
L'analisi condotta con il metodo del raggio ﬁttizio e delle tensioni di picco, suppo-
nendo il legame lineare tra forza e tensioni, evidenzia come sulla stessa serie cambia
unicamente il parametro A ma la pendenza k rimanga inalterata, questa caratteristi-
ca è dovuta dall'assunzione di linearità tra forza e tensioni. Il fenomeno si presenta
unicamente sulla singola serie, mentre la regressione dei dati su tutti i provini subisce
variazioni.
Le curve S-N sono caratterizzate da un parametro che identiﬁca la dispersione dei
dati, conosciuto come Tσ.
Tσ =
σ90%
σ10%
(2.12)
Il parametro Tσ rapporta i valori di σ prelevati dalle curve di regressione a diﬀerente
aﬃdabilità, rispettivamente 90% e 10%.
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Capitolo 3
Studio durata a fatica di un semplice
coprigiunto
Il presente lavoro, si preﬁgge di veriﬁcare l'aﬃdabilità di due diversi metodi di veriﬁca
a fatica tramite l'uso di modellazione FEM, analizzando il comportamento di provini
diﬀerenti, per i quali sono stati forniti i dati sperimentali.
I due metodi di veriﬁca applicati sono il metodo del raggio ﬁttizio e il metodo delle
tensioni di picco, già mostrati nel Cap. 2, i risultati delle simulazioni sono stati usati
per ottenere le curve S-N e compararle con le curve di progetto fornite in bibliograﬁa.
Di seguito si mostra le tipologie di provini studiati e lo schema logico seguito per la
modellazione degli stessi.
3.1 Geometria provino
I provini utilizzati sono piccole strutture metalliche ottenute dalla giunzione di tre
piastre di spessore 5 mm e successivamente sagomate.
Il posizionamento iniziale vede una piastra che denomineremo coprigiunto essere
posizionata superiormente alle restanti due che chiameremo piastre inferiori, una volta
posizionate sono state unite tramite due saldature ad angolo così da costituire un unico
corpo classiﬁcabile come un collegamento a semplice coprigiunto mostrato in Fig. A.29.
L'operazione di saldatura è stata eseguita da un robot tramite l'uso di una saldatrice
MIG al ﬁne di realizzare un cordone ad angolo di dimensioni 5x5 mm.
La struttura metallica così realizzata è stata sagomata per poter ricavarne dei pro-
vini, divisibili tra provini a cordone ortogonale e cordone obliquo a 45° rispetto al loro
asse (vedi Fig. 3.1 e Fig. 3.2).
La geometria globale non è l'unica caratteristica che diﬀerenzia i provini, sono stati
prodotti in totale 10 serie, delle quali 5 a cordone ortogonale e 5 a cordone obliquo.
La prima serie che prenderemo a riferimento per le succesive è stata prodotta sal-
dando lamiere di acciaio al carbonio Fe510 (R0.2 = 355 MPA,Rm = 510 ÷ 650 MPa,
A%=21%), saldate a una velocità di 700 mm/min (saldatura normale).
La seconda serie si distingue dalla prima per la velocità di esecuzione dei cordoni, qui
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Figura 3.1 Provino a cordone ortogonale.
Figura 3.2 Provino a cordone obliquo.
si procede con una velocità di 900 mm/min (saldatura speciale) e con un apporto di
energia maggiore, per poter ottenere cordoni della stessa geometria.
La terza serie diﬀerisce dalla prima per il materiale base adottato, il quale è un acciaio
altoresistenziale conosciuto con il nome commerciale Domex (R0.2 = 634 ÷ 653 MPa,
Rm = 697÷ 730 MPa, A%=22%− 26%).
La quarta e quinta serie diﬀeriscono dalla prima unicamente per il gap (nelle formule
lo indicheremo con la lettera "g") lasciato tra il coprigiunto e le piastre inferiori, il gap
lasciato è rispettivamente 0.5 mm e 1 mm, questa distinzione viene fatta per studiare,
come il fenomeno che si presenta frequentemente nella macchina di saldatura, possa
inﬂuire sulla resistenza del giunto. Le superﬁci laterali dei provini sono state lucidate
per eliminare intensiﬁcazione delle tensioni dovute all'operazione di taglio.
3.2 Designazione
Per praticità ad ogni serie di provini è associato una sigla alfanumerica come quella
sottostante:
XY Z −M (3.1)
ogni carattere è associato a una caratteristica della serie.
Il carattere "X" identiﬁca il materiale base adoperato: la lettera "F" corrisponde al-
l'acciaio al carbonio Fe 510, mentre la lettera "D" corrisponde all'acciaio Domex.
Il valore del carattere "Y" indica la disposizione spaziale dei cordoni e l'eventuale
presenza del gap:
 A: provini senza gap di saldatura a cordoni ortogonali.
 B: provini senza gap di saldatura a cordoni obliqui.
 C: provini con g = 0.5 mm a cordoni ortogonali.
 D: provini con g = 0.5 mm a cordoni obliqui.
18
 E: provini con g = 1 mm a cordoni ortogonali.
 F: provini con g = 1 mm a cordoni obliqui.
Il carattere "Z" è indicativo della velocità di saldatura, che può essere indicata con
"N", velocità normale oppure con "S", velocità speciale.
Con "M" si indica la parte numerica del codice, questa rappresenta due numeri spaziati,
il primo indica la serie e il secondo il numero del provino interno alla serie scelta, in
questa trattazione si ricorre per semplice necessita di utilizzo e per praticità alla sola
parte alfabetica, non essendo necessario scendere nel dettaglio del singolo provino.
Per visionare tutti i dati sperimentali rifarsi all'articolo [9].
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3.3 Attività sperimentale
I provini sono stati sottoposti a test di fatica pulsata in condizioni di ampiezza di carico
costante; adoperando un rapporto di carico R=0.1. Il rapporto di carico è la relazione
tra la forza minima e la massima applicata in fase sperimentale.
In Fig 3.3 è visibile la macchina di fatica nelle condizioni di prova: le morse idrau-
liche sono perfettamente coassiali e aﬀerrano il provino per le estremità, applicando un
forza unicamente assiale. La forza massima esercitabile dalla macchina è 100 KN, la
frequenza massima è 60 Hz.
I provini sotto stati testati ﬁno alla rottura completa; nel caso il provino raggiunti
i 2 · 106 cicli non presenti alcun cedimento visibile, viene considerato run out. Le prove
si sono svolte in aria in condizioni ambientali, esercitando un ciclo con frequenza 10 Hz.
Figura 3.3 Macchina di trazione in condizione di prova[9].
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Capitolo 4
Applicazione metodo del raggio ﬁttizio
Il metodo del raggio ﬁttizio è il primo metodo di modellazione adoperato al piede e alla
radice del cordone per ricavare le curve S-N, come riportato nel Cap. 2.2.3 esistono
due possibili modellazioni del raggio di raccordo a seconda dello spessore del giunto, la
teoria suddivide i giunti di spessore t ≥ 5 mm da quelli di spessore t < 5 mm.
Classiﬁcare la rigidezza di un giunto unicamente dallo spessore delle piastre usate è
diﬃcile, essendo i nostri provini dello spessore t = 5 mm si è preferito condurre uno
studio con entrambi i raggi di raccordo di 1 mm e 0.05 mm e valutare quale modello
fornisce una migliore correlazione con i risultati sperimentali. Riportiamo in seguito lo
sviluppo dei modelli dell'intero provino, sul quale applicheremo il submodeling, per poi
successivamente suddividere lo studio nel merito dei due raggi di raccordo usati.
4.1 Sviluppo modelli dell'intero provino
I modelli sviluppati realizzano la geometria dell'intero provino, in questo capitolo non
faremo distinzione tra i due diﬀerenti raggi di raccordo e le conseguenti modellazioni
locali adottate, che saranno largamente discusse nel capitolo riguardante i sottomodelli,
ma porremo l'attenzione sulla geometria globale del cordone di saldatura, l'applicazione
di vincoli, carichi e il metodo di creazione della mesh.
4.1.1 Geometria dei modelli
I modelli realizzati sono le 6 geometrie che si analizzano, derivanti da una prima di-
stinzione tra cordoni ortogonali e obliqui e la successiva in provini provvisti di gap pari
a 0, 0.5 e 1 mm.
La giunzione tra piastre inferiori e coprigiunto è eseguita tramite un cordone di salda-
tura ad angolo di dimensioni nominali 5x5 mm, non variabile al cambiare della velocità
di saldatura e all'aumentare del gap, questa caratteristica è possibile modellando il
cordone come raﬃgurato nella Fig. 4.1, e posizionando successivamente gli opportuni
raggi di raccordo.
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Gap
Figura 4.1 Forma del cordone 5x5 mm in presenza di gap.
4.1.2 Carichi e vincoli
L'applicazione dei carichi deve realizzare la stessa condizione di sollecitazione, al cor-
done di saldatura, che abbiamo nella prova di trazione, dalla quale sono ottenuti i dati
sperimentali.
La prova si svolge adoperando una macchina provvista di due dispositivi di serraggio,
uno ﬁsso e l'altro mobile in direzione dell'asse, la morsa mobile impone una forza ap-
plicata di trazione, entrambi gli estremi del provino sono soggetti alla compressione
localmente dovuta al serraggio nelle rispettive morse.
Realizzare la condizione di carico descritta, complica eccessivamente la modellazione,
oltre a risultare inutile al ﬁne della nostra analisi; interessandoci unicamente lo stato
di tensione al cordone di saldatura non serve modellare la forza di serraggio, ma solo
il carico di trazione generato dallo spostamento imposto. La forza di trazione è stata
introdotta nel modello come una pressione uniformemente distribuita sulla faccia, vi-
sibile in Fig. 4.2.
In tutte le simulazione è sempre applicato un carico di 1000 N.
Figura 4.2 Schematizzazione del carico tramite una pressione distribuita.
L'applicazione dei vincoli come nel caso dei carichi deve realizzare le condizioni ti-
piche della macchina di trazione.
I vincoli sono identiﬁcati dai due dispositivi di serraggio in precedenza menzionati, nel
caso del dispositivo ﬁsso questo è riconducibile ha un incastro, mentre il dispositivo
mobile, a cui è permessa una unica direzione di spostamento e la possibilità di eserci-
tare ogni reazione vincolare eccetto che sull'asse del provino, è approssimabile a una
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guida prismatica Fig. 4.3.
Figura 4.3 Schematizzazione dei vincoli tramite una guida prismatica e un incastro.
L'implementazione dei vincoli in ambiente Ansys®è stata possibile vincolando i
gradi di libertà dei nodi. La superﬁcie del provino che è soggetta al vincolo di incastro,
ha tutti i nodi della faccia vincolati a non potersi spostare nelle tre direzioni spaziali. In
maniera analoga è stata creata la guida prismatica, le superﬁci del provino a contatto
con la guida in Fig. 4.3 hanno i nodi vincolati a non muoversi nella direzione ortogonale
alle superﬁci. La guida in questa maniera esercita delle reazioni vincolari sotto forma
di due momenti concentrati e due forze applicate.
4.1.3 Mesh
La mesh del modello è ottenuta usando l'elemento solid 98 con dimensione media 1 mm,
questo è un elemento del secondo ordine a forma tetraedrica, provvisto di dieci nodi.
I dettagli geometrici di dimensione particolarmente ridotta come radice e piede di
saldatura, in entrambi i casi di raggio di raccordo, non riescono a essere discretizzati
in maniera soddisfacente, la soluzione del problema è stato trattare queste superﬁci
in fase preliminare con l'elemento mesh 200 (l'elemento mesh 200 è unicamente utile
alla creazione della mesh, non ha associato caratteristiche ﬁsiche del materiale, ma
serve unicamente a eseguire una discretizzazione di linee, superﬁci, volumi) impostato
a dimensioni 4-5 volte più ridotte del raggio di raccordo adoperato, riuscendo a ottenere
una discreta modellazione del raccordo. Riportiamo in Fig. 4.4 un esempio di creazione
di mesh su un modello ortogonale.
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Figura 4.4 Mesh del modello a cordone ortogonale.
4.1.4 Risultati FEM
Il capitolo riguardante i risultati FEM dei modelli, non vuole valutare l'aspetto quan-
titativo della soluzione, essendo questa ottenuta con una mesh non adatta a conferire
risultati accurati; ci si pone l'obbiettivo di considerare l'andamento qualitativo dello
stato di sollecitazione interno al modello, e poterne discutere i suoi andamenti.
Riportiamo in Fig. 4.5 la distribuzione della tensione di Von Mises nel modello a
cordone ortogonale, e in Fig. 4.6 la stessa tensione in un modello a cordone obliquo.
La soluzione numerica del modello a cordone ortogonale, evidenzia, come atteso,
una distribuzione di tensione abbastanza uniforme nella sezione delle due piastre infe-
riori, il coprigiunto essendo posizionato superiormente alle piastre è sottoposto a uno
stato di tensione interna con andamento di Navier, non visibile in ﬁgura, ma auspicabile
dalla maggiore tensione di Von Mises sulle superﬁci superiori e inferiori del coprigiun-
to rispetto all'anima centrale, tipico di una sollecitazione di ﬂessione. Il massimo di
tensione si colloca alla radice.
La soluzione numerica del modello a cordone obliquo, evidenzia una distribuzio-
ne della tensione non facilmente prevedibile a priori, le piastre inferiori non sono più
soggette a una tensione uniforme sulla sezione ortogonale all'asse, e lo stesso coprigiun-
to mostra una inattesa direzione preferenziale di percorrenza delle linee di forza. La
spiegazione alla particolare distribuzione, la possiamo imputare a una direzione prefe-
renziale che le linee di forza percorrono perchè di maggiore rigidezza, ovviamente questo
è possibile dirlo a posteriori, ma diﬃcile è auspicarlo senza una soluzione agli elementi
ﬁniti. I punti più sollecitati sono piede e radice di saldatura, però niente possiamo
ancora dire su quale dei due sia nella condizione peggiore, con modelli di questo tipo.
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Figura 4.5 Tensione di Von Mises nel modello a cordone ortogonale con g = 1 mm.
Figura 4.6 Tensione di Von Mises nel modello a cordone obliquo con g = 1 mm.
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4.1.5 Veriﬁca di linearità
La veriﬁca di linearità, è un metodo per poter appurare se l'assunzione di una legge
lineare tra lo stato di tensione interno e la forza applicata è accettabile con un errore
contenuto.
Lo stato di tensione interno a un corpo è calcolato in due diversi modi: il primo
ipotizza la matrice di rigidezza indipendente dallo stato di deformazione, il secondo
ha una matrice di rigidezza dipendente dallo stato di deformazione, per tenere conto
delle non linearità geometriche. Riportiamo qui di seguito le simulazioni agli elementi
ﬁniti, del provino a cordone ortogonale Fig. 4.7(a) e del provino a cordone obliquo Fig.
4.7(b).
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Figura 4.7 Veriﬁca di linearità.
I graﬁci riportano per vari valori di forza applicata la tensione massima agente
nel cordone: in rosso nel modello lineare, e in blu facendo uno studio di non linearità
geometrica. La diﬀerenza tra il comportamento lineare e il non lineare per i due cordoni
è al massimo di 4 punti percentuali, un valore abbastanza contenuto, che permette di
trascurare le non linearità.
4.2 Sviluppo sottomodelli a raggio ﬁttizio 1 mm
Lo sviluppo dei sottomodelli a raggio ρf = 1 mm consiste nell'applicare le condizioni
al contorno dal modello precedentemente spiegato nel Cap. 4.1, al solo cordone di
saldatura analizzato per intero, come evidenziato in blu nelle Fig. 4.8(a) e 4.8(b)
Nomenclatura adoperata. Nei successivi paragraﬁ, al ﬁne di evitare la continua
descrizione del sottomodello, per richiamarlo alla memoria si usa il seguente codice
alfanumerico:
IxRyGz (4.1)
Il codice è diviso in tre parti che descrivono la geometria:
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(a) Parte del modello a cordone or-
togonale analizzato con la tecnica del
submodeling.
(b) Parte del modello a cordone obliquo
analizzato con la tecnica del submodeling.
Figura 4.8 Parte di sottomodello estratto.
 L'inclinazione del cordone di saldatura è indicato dalla lettera maiuscola "I"
seguito dalla sua parte numerica "x", di valore 0° per cordoni ortogonali e 45° per
cordoni obliqui.
 Il raggio di raccordo adottato è indicato con "R", "y" rappresenta il valore del
raggio 1 mm.
 La terza e ultima parte, stabilisce il valore del gap, seguendo la logica in pre-
cedenza adottata "G" sta per "gap" e il numero successivo è il valore assunto,
0 mm, 0.5 mm oppure 1 mm.
Indichiamo per esempio il sottomodello I45R1G0.5, questo è il codice di un cordone
obliquo con ρf = 1 mm e g = 0.5 mm.
4.2.1 Geometria di radice e piede
I sottomodelli trattati in questo capitolo hanno raggio di raccordo ρf = 1 mm.
Il cordone presenta una radice e due piedi di saldatura distinti, denomineremo
piede inferiore il raccordo adottato all'intaglio presente tra cordone e piastra inferiore,
diﬀerentemente chiameremo piede superiore il raccordo tra cordone e coprigiunto.
L'adozione del keyhole per modellare la radice di saldatura è ovvia dopo le conside-
razioni riguardo i valori di ktσ e ktτ presenti nelle tre diverse geometrie che abbiamo già
riportato nel Cap. 2.2.5; il keyhole appare come il metodo migliore da usare, e si presta
bene principalmente in tutte quelle geometrie con g = 0 mm. All'aumentare di "g"
generalmente si passa a una geometria diﬀerente, denominata U-shape, nel nostro caso
la separazione tra piastre inferiori e coprigiunto di valori 0.5 mm e 1 mm permettono
di conservare l'uso del keyhole.
Il piede inferiore presenta un angolo di apertura di 135°, immutato al variare del gap,
diﬀerente è il comportamento del piede superiore dove con gap nullo abbiamo 225° di
apertura che si trasformano in 135° con gap diverso da zero.
Entrambi i piedi sono modellati raccordando con il raggio ﬁttizio le due superﬁci
costituenti l'intaglio, usando il Blunt circular V-notch visibile in Fig. 2.7.
27
4.2.2 Mesh sottomodello
La creazione della mesh nei punti critici, quali sono keyhole e piede, è stata svolta adot-
tando la tecnica della mesh mappata, usando l'elemento solid 186 del secondo ordine,
provvisto di 20 nodi, (impostato sulla risoluzione delle sole equazioni di equilibrio), il
volume restante è stato discretizzato con elementi solid 98, le zone a mesh mappata
sono evidenziate in celeste e le zone a mesh libera in viola nella Fig. 4.9.
Figura 4.9 Visualizzazione delle zone a mesh mappata di colore azzuro, e mesh free
di colore viola.
Mesh keyhole. La mappatura ha interessato per quanto riguarda il keyhole, una
volumetria equivalente a un cilindro cavo, di raggio interno il raggio ﬁttizio e raggio
esterno rext = 2.5 mm, il volume interessato è unicamente quello soggetto ai gradienti
di tensione più elevati dovuti all'eﬀetto intaglio.
Deﬁnito il volume si procede alla scelta del metodo di mappatura, l'idea di base è
produrre una discretizzazione più ﬁna nelle zone con gradienti di tensione più alti, ri-
spettando come consigliato dall'articolo [10], una dimensione media dell'elemento di
0.25 mm nel caso si usi elementi del secondo ordine.
Visualizzando un sistema di riferimento cilindrico coassiale con il volume interessato e
con origine a metà profondità della keyhole, è possibile fare le prime considerazioni a
riguardo della mappatura.
Radialmente la discretizzazione presenta un passo variabile con dimensione dell'elemen-
ti che incrementa dal raggio ρf al raggio esterno del cilindro, rispettivamente abbiamo
15 elementi di dimensione crescente.
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Diﬀerente è la questione della discretizzazione circonferenziale, la presenza di un gra-
diente di tensione variabile con l'angolo non è di nostro interesse, quindi optando per
la più semplice discretizzazione a passo costante, come suggerito dall'articolo[10] è pre-
feribile adottare almeno 24 elementi circonferenziali, in questo sono 36 elementi.
La suddivisione assiale del keyhole deve passare da una iniziale constatazione, gradien-
ti cospicui ma comunque non eccessivamente elevati si presentano nella lunghezza del
keyhole, questo dovrebbe indurre a una mesh a passo variabile, ma visto il valore ab-
bastanza contenuto dei gradienti si può accettare anche una mesh a passo costante di
5 elementi per millimetro.
La realizzazione della mesh mappata su Ansys®è possibile solo su componenti solidi
delimitati da 6 facce, per questo motivo tutti i volumi interessati che non rispettano
questa condizioni, sono stati suddivisi in esaedri.
La scelta dei parametri di mappatura, essendo dipendente dai gradienti tensionali, è
stata modiﬁcata in itinere, sulla base dei risultati ottenuti.
(a) Mesh keyhole con gap = 0mm (b) Mesh keyhole con gap = 1mm
Figura 4.10 Modellazione e mesh keyhole
Mesh piedi. I piedi di saldatura come detto sono due, successivamente alle prime
analisi FEM siamo arrivati, sia per motivi legati alla capacità computazionale, sia
per inutilità di avere risultati accurati al piede superiore sottoposto a bassi valori di
tensione, a tralasciare la sua mappatura e focalizzare l'attenzione unicamente al piede
inferiore.
Il volume interessato dalla zona mappata è visibile in Fig. 4.9. Collocando un
sistema di riferimento cilndrico sull'asse della superﬁcie raccordata è possibile descrivere
la mappatura.
La direzione radiale che si estende dal raggio ρf ﬁno al raggio rext = 2 mm è suddivisa
con elementi a passo variabile crescenti dal raggio interno a quello esterno per un totale
di 10 elementi.
La mappatura in direzione circonferenziale e nella direzione dell'asse è trattata alla
stessa maniera del keyhole.
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In Fig. 4.11 sono visibili disposti lateralmente all'arco di settore cilindrico cavo
due parallelepidi, questi sono disposti aﬃnché le zone sottoposte a elevati gradienti di
tensione siano sempre interne alla mappatura; i due parallelepipedi usano lo stesso stile
di mappatura del settore cilindrico cavo.
La mappatura del piede inferiore è visibile in Fig. 4.11.
Figura 4.11 Mesh piede inferiore.
I volumi restanti sono stati meshati con elementi solid 98 a dimensione media di
0.5 mm, in Fig. 4.12 e 4.13 sono visibili le vista in assonometria dei sottomodelli
I0R1G1 e I45R1G1.
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Figura 4.12 Mesh del sottomodello I0R1G1.
Figura 4.13 Mesh del sottomodello I45R1G1.
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4.2.3 Risultati analisi FEM
Finita la fase di deﬁnizione della geometria e creazione della mesh, si prosegue con
la simulazione numerica, applicando le condizioni al contorno ottenute dai risultati
dei modelli dell'intero provino alle superﬁci tagliate, si procede all'ottenimento della
soluzione numerica.
Tutti I risultati FEM in seguito mostrati riguardano unicamente la tensione equi-
valente di Von Mises, impiegata come parametro di confronto e di costruzione delle
future curve S-N.
FEM sottomodelli ortogonali Lo stato tensionale agente sul cordone, indiﬀeren-
temente dalla presenza del gap, evidenzia come la percorrenza delle linee di forza passa
attraverso piede inferiore e keyhole, escludendo il piede superiore di cui non terremo
conto dato il suo basso livello di tensione. I FEM mostrati in seguito riportano lo stato
di tensione del sottomodello I0R1G1 come esempio.
L'analisi di tutti i cordoni mostra la presenza della massima tensione di Von Mises
al Keyhole (Fig. 4.15), che si estende per buona parte dello spessore, una seconda
intensiﬁcazione di valore 3 volte minore si trova al piede inferiore (Fig. 4.14).
Figura 4.14 Tensione di Von Mises al piede inferiore di I0R1G1.
Il valore del picco di tensione massima atteso al crescere del gap è ipotizzato di
andamento crescente; sezionando il provino sul piano di simmetria che divide perfet-
tamente a metà il coprigiunto, e applicando la forza di trazione si constata per via
dell'equilibrio, sulla sezione di taglio, una reazione uguale alla forza di trazione con in
aggiunta un momento concentrato di valore crescente all'aumentare del gap.
Il sito di massima tensione di Von Mises è situato a metà profondità del keyhole, e
presenta i seguenti valori di tensione massima:
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Figura 4.15 Tensione di Von Mises al keyhole di I0R1G1.
 Tensione massima di Von Mises in I0R1G0 è di 106 MPa.
 Tensione massima di Von Mises in I0R1G0.5 è di 113 MPa.
 Tensione massima di Von Mises in I0R1G1 è di 123 MPa.
Al ﬁne di vedere i gradienti di tensione attorno al sito più tensionato, per tutti i
sottomodelli considerati si è prelevata la tensione su un primo "path" diretto come la
generatrice del keyhole e passante dal massimo (Fig. 4.16), il secondo "path" è diretto
radialmente nella profondità del keyhole, sempre passante dal sito più tensionato (Fig.
4.17).
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Figura 4.16 Andamento della tensione di Von Mises nella profondità del keyhole, nei
sottomodelli ortogonali.
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Figura 4.17 Andamento della tensione di Von Mises nella profondità radiale del
keyhole, nei sottomodelli ortogonali.
FEM sottomodelli obliqui La distribuzione tensionale nei sottomodelli obliqui,
diﬀerisce dai precedenti per la singolare distribuzione delle tensioni; come in precedenza
la tensione massima di Von Mises è rintraciabile al keyhole e un secondo valore di rilievo
di intensiﬁcazione della tensione di 2.5 volte minore, si riscontra al piede inferiore.
Il massimo di tensione si trova collocato a un estremo della lunghezza del keyhole,
precisamente al punto più lontano rispetto alla superﬁcie di applicazione della pressione
(Fig. 4.19), il piede inferiore invece ha il massimo locale situato sulla lunghezza del
raccordo ma in una posizione più vicina alla superﬁcie di applicazione del carico (Fig.
4.18).
La presenza del gap produce al suo crescere un aumento della tensione massima, come
nei sottomodelli ortogonali.
Il sito di massima tensione di Von Mises è situato, come in precedenza detto, a un
estremo del keyhole, e presenta i seguenti valori di tensione massima:
 Tensione massima di Von Mises in I45R1G0 è di 128 MPa.
 Tensione massima di Von Mises in I45R1G0.5 è di 140 MPa.
 Tensione massima di Von Mises in I45R1G1 è di152 MPa.
Al ﬁne di visualizzare i gradienti di tensione attorno al sito più tensionato, per tutti
i sottomodelli considerati si è prelevata la tensione su un primo "path" diretto come la
generatrice del keyhole e passante dal massimo (Fig. 4.20), il secondo "path" è diretto
radialmente nella profondità del keyhole, sempre passante dal sito più tensionato (Fig.
4.20).
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Figura 4.18 Tensione di Von Mises al piede inferiore di I45R1G1.
Figura 4.19 Tensione di Von Mises al keyhole di I45R1G1.
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Figura 4.20 Andamento della tensione di Von Mises nella profondità del keyhole, nei
sottomodelli obliqui.
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Figura 4.21 Andamento della tensione di Von Mises nella direzione radiale del
keyhole, nei sottomodelli obliqui.
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4.3 Sviluppo sottomodelli a raggio ﬁttizio 0,05 mm
Lo sviluppo dei sottomodelli a raggio ρf = 0.05 mm consiste nell'applicare le condizioni
al contorno dal modello precedentemente spiegato nel Cap. 4.1, al solo cordone di
saldatura analizzato. Diﬀerentemente dai sottomodelli con ρf = 1 mm, nel seguente
studio con ρf = 0.05 mm utilizzeremo sottomodelli non dell'intero cordone ma di uno
spessore ridotto, tale da garantire almeno 8 mm di distanza dal sito di tensione massima,
come evidenziato in blu nelle Fig. 4.22(a) e Fig. 4.22(b), questa scelta è dovuta al
maggiore sforzo computazionale dovuto alla grande quantità di elementi da usare per
discretizzare raccordi così minuti.
(a) Parte del modello a cordone or-
togonale analizzato con la tecnica del
submodeling.
(b) Parte del modello a cordone obliquo
analizzato con la tecnica del submodeling.
Figura 4.22 Parte di sottomodello estratto.
Nomenclatura adoperata. Nei successivi paragraﬁ, al ﬁne di evitare la continua
descrizione del sottomodello per richiamarlo alla memoria, si usa il seguente codice
alfanumerico:
IxRyGz (4.2)
Il codice è diviso in tre parti che descrivono la geometria del sottomodello:
 L'inclilazione del cordone di saldatura è indicato dalla lettera maiuscola "I" se-
guito dalla sua parte numerica "x", di valore 0° per cordoni ortogonali e 45° per
cordoni obliqui.
 Il raggio di raccordo adottato è indicato con "R", "y" rappresenta il valore del
raggio 0.05 mm.
 La terza e ultima parte, stabilisce il valore del gap, seguendo la logica in pre-
cedenza adottata "G" sta per "gap" e il numero successivo è il valore del gap
adoperato, 0 mm, 0.5 mm oppure 1 mm.
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Indichiamo per esempio il sottomodello I45R0.05G0.5, questo è il codice di un cordone
obliquo con ρf = 1 mm e g = 0.5 mm.
4.3.1 Geometria della radice di saldatura
I sottomodelli trattati in questo capitolo hanno raggio di raccordo ρf = 0.05 mm.
Il cordone presenta come nel sottomodello di raggio ρf = 1 mm una radice e due
piedi di saldatura, diﬀerente è però l'approccio adottato. Studi preliminari sono stati
condotti modellando con ρf = 0.05 mm tutti gli spigoli vivi, compito che richiedeva
una discretizzazione molto pesante del sottomodello, successivamente considerando che
la tensione massima di Von Mises si trova alla radice, si è preferito modellare con
l'utilizzo di mesh mappata e adeguato raggio ρf unicamente la radice, lasciando i piedi
di saldatura a forma di spigolo vivo, in questa modo otteniamo, senza alterazione della
tensione massima da noi cercata, risultati utili solamente alla radice.
La possibilità di garantire un confronto tra sottomodelli ottenuti con raggi ρf dif-
ferenti, è possibile solamente mantenendo la stessa geometria della radice, seguendo
questa idea la scelta ricade sull'utilizzo del keyhole, il problema sorge a riguardo della
sua applicabilità a valori del gap diversi da zero, la forma del keyhole non permette
distanze tra coprigiunto e piastre inferiori maggiori del raggio ρf , di conseguenza per
distanze maggiori si deve trovare una forma alternativa.
La radice presenta tre possibili scelte di modellazione mostrate in Fig. 2.8, di queste
l'unica che può adattarsi al nostro problema è la U-shape con opportune modiﬁche. Nel
suo classico utilizzo si lascia uno spazio tra le piastre uguale a due volte ρf , così da
permettere con il raccordo alla radice di coprire l'intero gap, nel nostro caso il gap e
ρf sono imposti, di conseguenza si preferisce modellare la radice con due spigoli vivi
raccordati dal raggio ﬁttizio, come visibile nella Fig. 4.24(b).
4.3.2 Mesh sottomodello
La radice di saldatura è stata isolata, prelevando un volume da sottoporre alla mesh
mappata con il solid 198, diﬀerentemente il resto del corpo è completamente trattato
con elementi adatti alla mesh libera quale è il solid 98. In Fig. 4.23 sono visibili di
colore azzurro le zone mappate per due possibili dimensioni del gap, i restanti volumi
di colore viola sono tutti soggetti a mesh libera.
La mappatura è imposta in zone dove ci attendiamo di avere elevati gradienti di
tensione, adoperando una mesh più ﬁne laddove si riscontra gradienti più elevati. La
diﬃcoltà principale di mappare un corpo provvisto di raccordi così minuti sta nella
scelta della dimensione media dell'elemento, l'articolo [10] consiglia quando si adope-
rano elementi del secondo ordine, quale è il nostro, una dimensione media minore di
0.012 mm. La scelta dei parametri di mappatura, essendo dipendente dai gradienti
tensionali, è stata modiﬁcata in itinere, sulla base dei risultati ottenuti.
Mesh sottomodelli con gap nullo. Nei sottomodelli con gap nullo il volume in-
teressato dalla mappatura è il solito cilindro cavo già in precedenza visto con raggio
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(a) Zoom mappatura nel modello a gap
nullo
(b) Zoom mappatura nel modello a gap
diverso da zero
Figura 4.23 Visualizzazione delle zone a mesh mappata e free al variare del gap.
ρf = 1 mm, la diﬀerenza sostanziale è la sua dimensione, il cilindro cavo di raggio
interno ρf = 0.05 mm e raggio rext = 0.3 mm si estende per l'intera lunghezza del
sottomodello, collocando un sistema di riferimento cilindrico sull'asse del keyhole è
possibile descrivere la mappatura locale.
La suddivisione radiale è eﬀettuata con 15 elementi con dimensione crescente dal
raggio ρf al rext, questa forte discretizzazione è dovuta agli elevati gradienti di tensione
che si riscontrano radialmente.
La discretizzazione circonferenziale è stata eseguita a passo costante con l'uso di 24
elementi su angolo giro.
Maggiore complessità si riscontra nella direzione della profondità, la suddivisione è
fatta discretizzando lo spessore in 150 elementi di dimensione variabile, gli elementi de-
crementano di dimensione nella direzione del sito di tensione massima, a questa maniera
nel sottomodello I45R0.05G0 si vede un decremento della dimensione verso l'estremo
maggiormente tensionato, la stessa tecnica è utilizzata nel sottomodello I0R0.05G0,
con la diﬀerenza che il sito di tensione massima è situato a metà profondità del keyhole
e il decremento è su due direzione convergenti al centro.
Mesh sottomodelli con gap diverso da zero. Nei sottomodelli con gap diverso
da zero la geometria del volume interessato dalla mappatura cambia, abbiamo due
raccordi da dover considerare, una prima esclusione si può subito eseguire a riguardo
del raccordo inferiore, questo è collocato su una parte di lamiera che risulta essere libera
da eventuali vincoli agli estremi, conseguentemente ci si può attendere che il raccordo
sia scarico dal punto di vista tensionale; dalla seguente considerazione deriva la scelta
di mappare unicamente un volume in prossimità del raccordo superiore, come visibile
in Fig. 4.24(b). Collocando un sistema di riferimento cilindrico sull'asse del raccordo
superiore è possibile fare le prime constatazioni a riguardo del metodo di mappatura.
Il settore di cilindro cavo di apertura 90°, raggio interno ρf e raggio esterno rext è
mappato radialmente con 15 elementi di dimensione crescente verso l'esterno.
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Circonferenzialmente la suddivisione è a passo costante con 24 elementi su angolo
giro. La mappatura nella profondità della radice segue gli stessi criteri usati per la
creazione della mesh nei sottomodelli con gap nullo.
Il settore cilindrico cavo sottoposto alla mappatura, è unito nei punti di taglio a due
parallelepipedi anche loro mappati, è possibile a questa maniera contenere nel volume
mappato i gradienti più alti di tensione.
(a) Mesh radice con gap = 0mm (b) Mesh radice con gap = 1mm
Figura 4.24 Modellazione e mesh radice
Eseguita la mesh mappata si prosegue alla creazione della mesh libera, in precedenza
abbiamo detto di usare l'elemento solid 198 con dimensione media di 0.5 mm, laddove gli
spigoli sono vivi è possibile senza problemi procedere alla creazione di una mesh libera.
Il raccordo inferiore della radice si deve preliminarmente trattare con l'elemento mesh
200, al ﬁne di avere una discretizzazione che divide l'arco di circonferenza in almeno
6 elementi. Di seguito riportiamo per esempio le ﬁgure del sottomodello I0R0.05G1 e
I45R0.05G1 visibili in Fig. 4.25. e Fig. 4.26.
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Figura 4.25 Mesh del sottomodello I0R0.05G0.
Figura 4.26 Mesh del sottomodello I0R0.05G0.
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4.3.3 Risultati analisi FEM
Terminata l'iniziale fase di deﬁnizione delle geometrie e creazione della mesh, si prose-
gue con le simulazioni numeriche, applicando alle superﬁci di taglio del sottomodello
le condizioni al contorno ottenuto dal modello preliminare, si procede all'ottenimento
dei risultati per il nuovo valore del raggio ρf = 0.05 mm.
Tutti i risultati FEM in seguito mostrati riguardano unicamente la tensione equivalen-
te di Von Mises, impiegata come parametro di confronto tra i vari sottomodelli e di
costruzione delle curve S-N.
Sottomodelli ortogonali. I modelli sviluppati studiano nel dettaglio unicamente lo
stato tensionale in prossimità della radice, trascurando il piede. Focalizzando la nostra
attenzione unicamente alla radice dei sottomodelli ortogonali, mettiamo a confronto i
sottomodelli I0R0.05G0 e I0R0.05G1, diﬀerenti sulla geometria della radice.
Come visibile in Fig. 4.27 e Fig. 4.28, si riscontra che il picco di tensione massi-
mo è collocato al raccordo superiore della radice o nel keyhole a metà profondità, la
tensione massima presenta un legame direttamente proporzionale al crescere del gap,
rispettivamente da gap nullo a gap unitario abbiamo i seguenti valori:
 Tensione massima di Von Mises in I0R0.05G0 è di 279 MPa.
 Tensione massima di Von Mises in I0R0.05G0.5 è di 302 MPa.
 Tensione massima di Von Mises in I0R0.05G1 è di 371 MPa.
Figura 4.27 Tensione di Von Mises alla radice di I0R0.05G0.
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Figura 4.28 Tensione di Von Mises alla radice di I0R0.05G1.
In Fig. 4.27 e Fig. 4.28 è visibile sulle superﬁci di taglio del provino, una distribu-
zione di tensione "anomala", questo è dovuto alla applicazione sulle superﬁci di taglio
del sottomodello, degli spostamenti ricavati dal modello preliminare. Il disturbo è ben
visibile nelle zone soggette ad alti gradienti di tensione, ciononostante si presenta ad
adeguata distanza dalle zone di nostro interesse.
Al ﬁne di vedere i gradienti di tensione attorno al sito più sollecitato, per tutti i
sottomodelli considerati si è prelevata la tensione su un primo "path" diretto come
la generatrice del keyhole o del raccordo (nel caso di geometria diversa) e passante
dal massimo (Fig. 4.29), il secondo "path" è diretto radialmente nella profondità del
keyhole, sempre passante dal sito più tensionato (Fig. 4.30).
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Figura 4.29 Andamento della tensione di Von Mises nella profondità della radice,
nei tre sottomodelli ortogonali.
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Figura 4.30 Andamento della tensione di Von Mises nella direzione radiale della
radice, nei tre sottomodelli ortogonali.
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Sottomodelli obliqui. I modelli sviluppati studiano nel dettaglio unicamente lo
stato tensionale in prossimità della radice. La tensione massima di Von Mises è collocata
alla radice, nel punto più distante dalla superﬁcie di applicazione della pressione. La
diﬀerenza tra i sottomodelli obliqui con ρf = 1 mm e questi, risiede nel valore della
tensione massima al crescere del gap, essa non è direttamente proporzionale al gap,
come riscontrato nella discussione delle simulazioni precedenti, bensì subisce un calo
del 10% tra il modello I45R0.05G0 e I45R0.05G0.5, riportiamo i valori di tensione per
i vari sottomodelli obliqui:
 Tensione massima di Von Mises in I0R0.05G0 è di 699 MPa.
 Tensione massima di Von Mises in I0R0.05G0.5 è di 637 MPa.
 Tensione massima di Von Mises in I0R0.05G1 è di 725 MPa.
Il valore della tensione massima è stato in precedenza dimostrato essere direttamente
proporzionale al gap, per eﬀetto del momento concentrato che si genera nella sezione.
La spiegazione data in precedenza, non sembra essere più valida nel confronto tra i
sottomodelli I45R0.05G0 e I45R0.05G0.5, probabilmente il passaggio da una modella-
zione keyhole alla nuova forma, obbliga le linee di forza a un percorso dove il coeﬃciente
di intensiﬁcazione risulta essere ridotto (essendo il coeﬃciente di intensiﬁcazione legato
alla geometria)e di conseguenza la tensione massima a parità di forza esercitata è mino-
re; nei sottomodelli con g = 0.5 mm e 1 mm il massimo di tensione si trova soggetto al
solito coeﬃciente di intensiﬁcazione delle tensioni, di conseguenza la tensione è crescen-
te in maniera proporzionale a g. Riportiamo in Fig. 4.31 il sottomodello I45R0.05G0
e in Fig. 4.32 il sottomodello I45R0.05G1.
Al ﬁne di vedere i gradienti di tensione attorno al sito più sollecitato, per tutti i
sottomodelli considerati si è prelevata la tensione su un primo "path" diretto come la
generatrice del keyhole o del quarto di superﬁcie cilindrica usata e passante dal sito di
tensione massima (Fig. 4.33), il secondo "path" è diretto radialmente nella profondità
della radice, sempre passante dal sito più sollecitato (Fig. 4.33).
L'inﬂuenza che la variazione di geometria alla radice apporta sulla distribuzione
di sollecitazione è visibile in Fig. 4.33 e Fig. 4.34 dalla sovrapposizione delle curve,
è evidente come il passaggio da g = 0 mm a g = 0.5 mm, non trasla la curva solo
verticalmente ma la modiﬁca nella forma, caratteristica che tra g = 0.5 mm e g = 1 mm
non si presenta per la conservazione della modellazione alla radice.
Sorge spontaneo un quesito, perchè la modellazione diﬀerente è percepibile a livello
di tensione massima, unicamente nei provini obliqui e non negli ortogonali? La spie-
gazione alla domanda è da trovarsi nella posizione del sito di tensione massima. Nei
provini ortogonali indiﬀerentemente dalla geometria locale adottata, il punto maggior-
mente sollecito non si sposta, e questo lo espone a un coeﬃciente di intensiﬁcazione della
tensione simile al variare del gap, diﬀerente è la situazione nel sottomodello obliquo, in
questo caso, il sito di tensione varia la sua posizione, prestandosi a coeﬃcienti di inten-
siﬁcazione diversi, in questo caso di valore minore, rendendo il giunto apparentemente
più resistente.
45
Figura 4.31 Tensione di Von Mises alla radice in I45R0.05G0.
I "path" riportano lo stato di sollecitazione unicamente in prossimità del massimo
tensionale di Von Mises e non su tutta la lunghezza o spessore del sottomodelo, questo
permette di apprezzare meglio gli elevati gradienti.
Figura 4.32 Tensione di Von Mises alla radice in I45R0.05G1.
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Figura 4.33 Andamento della tensione di Von Mises nella profondità della radice,
nei tre sottomodelli.
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Figura 4.34 Andamento della tensione di Von Mises nella direzione radiale della
radice, nei tre sottomodelli.
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Capitolo 5
Applicazione del metodo delle tensioni
di picco
Il metodo delle tensioni di picco, è il secondo criterio adottato in questa tesi per la
veriﬁca dei giunti saldati. Il criterio non fa distinzioni a seconda dello spessore del giunto
analizzato. Un vantaggio si trova a livello di modellazione, infatti si potrà in seguito
constatare che lo sforzo computazionale richiesto è minore rispetto ai sottomodelli
ottenuti con il raggio ﬁttizio, ciononostante nel lavoro svolto si adopera comunque la
tecnica del submodeling simulando per intero il solo cordone di saldatura (come fatto
nel Cap. 4.2, ma con dettagli geometrici diversi di radice e piede). Per non appesantire
eccessivamente la spiegazione, non riportiamo come fatto in precedenza l'intero sviluppo
dei modelli preliminari, i quali nei carichi (vedi Cap. 4.1.2), nei vincoli (vedi Cap. 4.1.2)
e nel metodo di creazione della mesh (vedi Cap. 4.1.3) sono identici a quelli discussi
per il metodo del raggio ﬁttizio; solo la geometria locale di radice e piedi varia, ma
questa è comunque spiegata in seguito per i sottomodelli.
Nomenclatura adoperata. Nei successivi paragraﬁ, al ﬁne di evitare la continua
descrizione del sottomodello per richiamarlo alla memoria, si usa il seguente codice
alfanumerico:
IxGy − picco (5.1)
Il codice è diviso in due parti che descrivono la geometria:
 L'inclilazione del cordone di saldatura è indicato dalla lettera maiuscola "I" se-
guito dalla sua parte numerica "x", di valore 0° per cordoni ortogonali e 45° per
cordoni obliqui.
 Il gap di saldatura è indicato con la lettera "G" seguito dalla sua parte numerica
"y", che può assumere i valori di 0 mm, 0.5 mm oppure 1 mm.
Indichiamo per esempio il sottomodello I45G1−picco, questo è il codice di un cordone
obliquo con g = 1 mm modellato secondo i criteri del metodo delle tensioni di picco.
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5.1 Geometria e mesh di radice e piede
Il metodo delle tensioni di picco come riportato nel Cap. 2.2.7 non usa raggi di raccordo,
ma tratta radice e piede di saldatura come dei semplici intagli a spigolo vivo, questo
permette una modellazione più semplice rispetto a quella eseguita con la precedente
tecnica.
I sottomodelli realizzati sono 6, in maniera tale da coprire i due possibili cordoni e i
tre diversi gap esistenti.
Geometria della radice. La geometria della radice si diversiﬁca a seconda del valore
di gap assunto.
La sua modellazione con g = 0 mm è possibile utilizzando il metodo classico raﬃ-
gurato nell'ingrandimento di Fig. 2.9, si impone un valore della distanza tra piastre
e coprigiunto di 0.01 mm, tale distanza si riduce raggiungendo il vertice della radice
imponendo a due superﬁci piane di chiudersi su se stesse a spigolo vivo come raﬃgurato
nella Fig. 5.1(a); tenendo presente che le superﬁci incominciano a convergere a una
distanza di 0.28 mm dallo spigolo vivo.
Diversa è la modellazione con g ≥ 0 mm, in tal caso non è possibile perseguire la
strada precedente, si preferisce modellare la radice con due intagli di ampiezza 90° (Fig.
5.1(b)) così da avere una geometria più simile a quella reale in presenza di gap.
(a) Geometria radice con gap=0. (b) Geometria radice con gap=1.
Figura 5.1 Esempi di geometrie adottate alla radice al variare del gap.
Geometria dei piedi. La facilità di modellazione che troviamo nella tecnica delle
tensioni di picco, ci permette, senza incorrere in problemi computazionali di modellare
sia la radice che i piedi di saldatura.
Come già evidenziato nel Cap. 4.1.1 si vuole mantenere un cordone di saldatura
di dimensione nominale 5x5 mm anche al variare dello spazio tra piastre e coprigiunto,
questo presuppone che al piede superiore (non interessante al ﬁne della sollecitazione
massima) abbiamo due possibili intagli, di valore 225° con g = 0 mm che diviene di
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135° con g 6= 0 mm. Il piede inferiore non subisce alterazioni al variare del gap, come
visibile in Fig. 5.2 si mantiene costantemente al valore di 135°.
Figura 5.2 Geometria del piede inferiore di saldatura.
Mesh sottomodello L'approccio con il metodo delle tensioni di picco non permette
la creazione di una mesh a libero arbitrio da parte del progettista, si deve seguire una
procedura standardizzata, già menzionata nel Cap. 2.2.8.
L'unico aspetto che è possibile scegliere è la global element size dell'elemento, nel
Cap. 2.2.8 si speciﬁca di usare almeno 14 elementi nello spessore della piastra se si
intende coprire il modo di carico I e II, al ﬁne di rispettare questa condizione impostiamo
una dimensione media dell'elemento di 0.3 mm. Decisa la global element size si procede
alla discretizzazione del componente su Ansys®adoperando una mesh free; il volume
è generato dalla estruzione di un'area, quindi inizialmente si genera una superﬁcie e
si discretizza con l'uso dell'elemento mesh 200 di dimensione media d = 0.3 mm, solo
successivamente si estrude l'area mantenendo un incremento degli elementi della stessa
dimensione media. L'estrusione degli elementi è fatta adoperando il solid 185, in Fig.
5.3 è visibile un esempio di sottomodello ottenuti con la mesh sopra descritta.
5.2 Risultati analisi FEM
Le soluzioni numerica dei sottomodelli non ci permettono di avere direttamente la
tensione di picco sulla lunghezza dell'intaglio, questa è calcolabile con la formula 2.8.
Il softwear fornisce unicamente le componenti del tensore dello stato di tensione espressi
nel sistema cartesiano di base (in Ansys®indicato dal codice CSYS,0).
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Figura 5.3 Geometria e mesh del sottomodello I0G1-picco.
Per ricavare le componenti di tensione adatte a essere usate nella formula 2.8, bi-
sogna posizionare un sistema di riferimento consono all'analisi dell'intaglio, questo è
possibile con un riferimento cartesiano ad asse z disposto nella lunghezza di sviluppo
dello spigolo, e l'asse x collineare alla bisettrice, in questa modo si ha direttamente le
due componenti ∆σθθ,θ=0,picco e ∆τrθ,θ=0,picco indicate nel programma come σyy e τxy,.
La tensione di picco viene valutata su tutta la lunghezza dell'intaglio.
I due coeﬃcienti fw1 e fw2 sono ricavati risolvendo le formule 2.9 e 2.10, per entrambe
le aperture del vertice di α = 0° e α = 90°. Riportiamo in Tab. 5.1 i valori ottenuti di
fw1 e fw2 e i parametri da inserire nelle formule, ma in precendenza non speciﬁcati nel
Cap. 2.2.7, per ogni ulteriore chiarimento rifarsi all'articolo [6].
fw1 fw2 λ1 λ2 e1 e2
α = 0° 0, 772 3, 024 0, 500 0, 500 0, 133 0, 340
α = 0° 0, 804 2, 067 0, 544 0, 909 0, 145 0, 168
Tabella 5.1 Valori
Nei sottomodelli ortogonali e obliqui i risultati FEM non dicono se sono i piedi o
la radice l'intagli con la tensione di picco maggiore. Visualizzando le tensioni di Von
Mises in Fig. 5.4 e Fig. 5.5 è possibile ritenere che è la radice la zona più sollecitata,
però solamente il calcolo diretto della tensione sui vari intagli permette di risolvere la
questione.
Dai calcoli risulta che la massima tensione di picco è sempre situata alla radice, nei
sottomodelli con gap nullo la tensione di picco si colloca nell'unico intaglio presente,
51
mentre nei sottomodelli con gap diverso da zero la tensione massima cercata si trova
all'intaglio superiore di apertura 90°.
Sottomodelli ortogonali. Riportiamo unicamente per i sottomodelli I0G0− picco
e I0G1− picco i risultati FEM della vista frontale in Fig. 5.4 e Fig. 5.5.
Figura 5.4 Tensione di Von Mises nel sottomodello I0G0− picco.
Figura 5.5 Tensione di Von Mises nel sottomodello I0G1− picco.
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La tensione di picco all'intaglio, è ricavata in ambiente Ansys®con l'uso della fun-
zione "path", riportiamo in Fig. 5.9 l'andamento delle tensioni sovrapposte nei tre
possibili casi di cordone ortogonale. La tensione di picco presenta un massimo collocato
centralmente alla radice, il massimo è crescente in valore all'aumentare del gap.
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Figura 5.6 Sovrapposizione della tensione di picco all'intaglio, nei tre diversi modelli
ortogonali.
Riportiamo i valori della tensione di picco massima per i sottomodelli a cordone
ortogonale:
 Tensione di picco massima in I0G0− picco è di 61 Mpa.
 Tensione di picco massima in I0G0.5− picco è di 76 Mpa.
 Tensione di picco massima in I0G1− picco è di 85 Mpa.
Sottomodelli obliqui. Riportiamo unicamente per i sottomodelli I45G0 − picco e
I45G1− picco i risultati FEM della vista frontale in Fig. 5.7 e Fig. 5.8.
La tensione di picco all'intaglio, è ricavata in ambiente Ansys®con l'uso della fun-
zione "path", riportiamo in Fig. 5.9, l'andamento delle tensioni sovrapposte nei tre
possibili casi di cordone obliquo, come nel caso dei modelli ortogonali è evidente una
tensione massima crescente all'aumentare del gap.
Riportiamo i valori della tensione di picco massima per i sottomodelli a cordone
obliquo:
 Tensione di picco massima in I45G0− picco è di 103 Mpa.
 Tensione di picco massima in I45G0.5− picco è di 121 Mpa.
 Tensione di picco massima in I45G1− picco è di 136 Mpa.
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Figura 5.7 Tensione di Von Mises nel sottomodello I45G0− picco.
Figura 5.8 Tensione di Von Mises nel sottomodello I45G1− picco.
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Figura 5.9 Sovrapposizione della tensione di picco all'intaglio, nei tre diversi modelli
obliqui.
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Capitolo 6
Costruzione delle curve S-N
In questo capitolo si descrive il lavoro svolto per l'ottenimento delle curve S-N per i
tre diversi criteri di veriﬁca, successivamente si sono paragonate le rette di progetto
fornite, per valutare la loro aﬃdabilità.
Il capitolo si struttura in una prima parte comune, nella quale si spiega il lavoro
svolto e i metodi di regressione adoperati, solo successivamente analizzeremo nel det-
taglio l'ottenimento di queste con il metodo del raggio ﬁttizio di ρf = 1 mm, metodo del
raggio ﬁttizio di ρf = 0.05 mm e il metodo delle tensioni di picco.
6.1 Regressione dei dati
I risultati delle simulazioni FEM hanno fornito per ogni geometria il valore della ten-
sione massima, questa è stata ottenuta, come riportato nel Cap. 4.1.2 con una forza
applicata di 1000 N; l'assunzione di linearità comprovata nel Cap. 4.1.5 ci permette
di considerare una tensione proporzionale al carico e da essa estrapolare lo stress per
diversi valori di forza.
Le prove sperimentali sono state svolte con un rapporto di carico R = 0.1, questo
permette di ricavare il valore di forza alternata applicata ai vari provini, relazionando
tra loro carico alternato e tensione massima. Tramite i dati sperimentali ottenuti, per i
quali è speciﬁcato il numero di cicli a rottura "N" e il carico applicato, possiamo ripor-
tare la distribuzione spaziale dei dati su un graﬁco dalla scala bilogaritmica, riportante
in ascissa il numero dei cicli e in ordinata la tensione massima.
Dei dati sperimentali forniti non tutti riguardano provini che sono arrivati a rottura
alla ﬁne della prova imposta a 2 · 106 cicli, questi sono classiﬁcati come run out, e
esclusi dalla regressione; l'assunzione è dovuta dal loro collocamento sull'ascissa non
precisato ma sicuramente oltre il valore del FAT, infatti essendo loro oltre i 2 · 106
cicli non possono essere considerati in una analisi dove si vuole unicamente rilevare la
regressione dei dati prima del raggiungimento del knee point.
Le nozioni di cui siamo a conoscenza ci permettono adesso di eﬀettuare una analisi
dei risultati e estrapolare le rette di regressione per valori di aﬃdabilità del 10%, 90%,
50% e 97%. Teniamo a considerazione che per ogni metodo di veriﬁca applicato, la
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regressione dei dati è fatta per tutte le serie separatamente e poi su tutte le serie
assieme. Tutte le regressioni sono fatte minimizzando lo scarto quadratico medio con
l'ausilio di un foglio di calcolo in excell.
6.2 Curve S-N delle singole serie separate
Le curve S-N delle singole serie riportano su un graﬁco in scala bilogaritmica la distri-
buzione dei dati sperimentali e le rette di regressione a diﬀerenti valori di aﬃdabilità,
la retta nera è al 50% di aﬃdabilità, mentre le restanti sono speciﬁcate sul graﬁco.
Riportiamo per i tre diversi sistemi di veriﬁca, una singola curva S-N del provino
della serie FAN, su questa faremo considerazioni comuni a tutte le altre serie con i tre
metodi, per poi porre maggiore attenzione ha una caratteristica che interessa la serie
FAS.
Curve S-N, metodo delle tensioni di intaglio con ρf = 1 mm. Riportiamo per
esempio le curve S-N, ricavate dal metodo delle tensioni di intaglio con ρf = 1 mm
per un provino ortogonale Fig. 6.1, per visionare tutte le curve di regressione rifarsi
all'apposito capitolo messo in appendice A.1.
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Figura 6.1 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FAN, con ρf = 1 mm.
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Curve S-N, metodo delle tensioni di intaglio con ρf = 0.05 mm. Riportiamo
per esempio le curve S-N, ricavate dal metodo delle tensioni di intaglio con ρf = 1 mm
per un provino ortogonale Fig. 6.2, per visionare tutte le curve di regressione rifarsi
all'apposito capitolo messo in appendice A.2.
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Figura 6.2 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FAN, con
ρf = 0.05 mm.
Curve S-N, metodo delle tensioni di picco. Riportiamo per esempio le curve
S-N, ricavate dal metodo delle tensioni di picco per un provino ortogonale Fig. 6.3, per
visionare tutte le curve di regressione rifarsi all'apposito capitolo messo in appendice
A.3.
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Figura 6.3 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FAN, tensione di
picco.
Conclusioni a riguardo della singola serie. Le curve S-N di ogni singola serie
presentano una particolarità, come evidenziato nel Cap. 2.3, l'assunzione di un com-
portamento lineare delle tensioni in relazione al carico, non apportano variazioni del
coeﬃciente k e del Tsigma al variare della tecnica di veriﬁca, come ben visibile in Fig.
6.1, Fig. 6.2 e Fig. 6.3.
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Il valore medio del parametro k su tutte le serie è 5.81 con una varianza di 1.55; da
una comparazione delle curve S-N delle singole serie presenti in appendice 7, è evidente
come la serie FAS presenti una pendenza molto diﬀerente dalle altre, il suo valore di
2.79 è molto distante da quello medio, l'unica diﬀerenza che si riscontra di questa serie
dalle restanti è la deformazione iniziale dei provini.
Tutti i provini di ogni serie presentano una deformazione iniziale, le piastre inferiori
a causa di deformazioni legate alle tensioni residue o dovute a erronei posizionamenti
delle piastre presentano uno spostamento dei vertici. Uno dei metodi per quantiﬁcare
la deformazione del provino, è calcolare la media degli spostamenti verticali rilevata
sui quattro vertici. Si posiziona ogni provino su un piano di paragone e con l'uso di
un comparatore si rileva lo spostamento dei vertici. I provini presentano la classica
deformazione dovuta alla ﬂessione del giunto, e non alla torsione; dai rilievi risulta una
deformazione media per ogni serie di 1.9−2.3 mm, mentre unicamente per la serie FAS
si ha un valore di deformazione media di 4.59 mm. Diﬃcile è comprendere da cosa sia
legata questa eccessiva non planarità nella serie FAS, i coprigiunti da dove sono stati
tagliati i provini è auspicabile che tranne le diversità volute siano uguali tra loro, e
imputare il fenomeno all'eﬀetto ritiro dovuto alle tensioni residue non spiega perchè
non si sia presentato nelle altre serie con valori simili.
Il Tsigma indipendentemente dalla serie è abbastanza contenuto senza mostrare
grandi deviazioni dal suo valore medio di 1.24.
6.3 Curve S-N regressione su tutti i dati
Lo scopo del seguente capitolo è ottenere per ogni criterio di veriﬁca la regressione su
tutti i dati sperimentali, al ﬁne di poter veriﬁcare se eﬀettivamente è possibile aﬃdare
la progettazione dei giunti saldati, di qualsiasi geometria, alle curve di progetto (con
aﬃdabilità 97%) fornite per ogni metodo nel Cap. 2.
Regressione dei dati sperimentali con ρf = 1 mm. Si raggruppano in una unica
nuvola di dati sperimentali le singole serie per il determinato raggio di raccordo usato,
per poi procedere alla regressione minimizzando lo scarto quadratico medio
Il graﬁco riportato in Fig. 6.4 è il risultato della regressione svolta, sono indicate
di colore nero le linee di regressione ai diﬀerenti valori di aﬃdabilità, del 10%, 90% e
97%, evideziando di nero a tratto continuo la retta al 50%; la linea rossa è la retta di
progetto suggerita per il raggio di raccordo di 1 mm con aﬃdabilità 97%, costruita con
un valore del FAT di 200 MPa e pendenza k = 3.
Una prima analisi dei risultati, mette in luce come il valore del FAT di 270 MPa
(35% più alto del FAT consigliato in Tab. 2.1 per la retta di progetto) da noi ottenuto
è superiore a quello previsto dalla retta di progetto, facendo inizialmente ipotizzare
adatta la modellazione a raggio unitario per queste tipologie di provini. L'analisi non
può prescindere dal valore della pendenza, la quale assume valore k = 5.95, il valore
è quasi il doppio di quello della retta di progetto che ha k = 3, tale pendenza porta
le due rette di pari aﬃdabilità del 97% a incrociarsi al valore di 2 · 105 cicli. Possiamo
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Figura 6.4 Curva S-N ricavata dalla serie di tutte le prove sperimentali, con
ρf = 1 mm.
concludere che la pendenza è talmente diﬀerente da non reputare giusta questa proce-
dura di veriﬁca nei confronti dei seguenti giunti, per l'appunto il criterio è cautelativo
solamente da 2 · 105 cicli ﬁno a vita inﬁnita, risultando non cautelativo per numeri
di cicli inferiori. La dimensione limite di 5 mm di spessore ci permette il dubbio del
raggio di raccordo da usare e della conseguente retta di progetto, possiamo in seguito
constatare se il restante raggio è quello più corretto per analizzare i giunti forniti.
Un analisi attenta dei dati riportati in Fig. 6.4, tenendo presente che i marker
a forma circolare (identiﬁcati da colori caldi) rappresentano i provini ortogonali e i
marker a forma triangolare (identiﬁcati da colori freddi) rappresentano i provini obliqui,
ci pone l'attenzione sulla loro particolare disposizione. Tutti i marker che identiﬁcano
una famiglia con uguale disposizione del cordone indipendentemente dal gap, sono
raggruppati; cordoni ortogonali e obliqui costituiscono due famiglie distinte di prove
e non una sola nuvola di dati sperimentali. La separazione ci induce a un regressione
sulle due famiglie separate.
La Fig. 6.5 e la Fig. 6.6 raﬃgurano la regressione dei dati sperimentali fatte divi-
dendo i sottomodelli associati ai provini a cordone ortogonale dai sottomodelli associati
ai provini a cordone obliquo, i provini con cordone a 45° hanno un FAT di 360 MPa
a fronte di un valore ben più basso di 268 MPa per i provini a cordone ortogonale; la
distinzione è visibile solo a livello di FAT ma non a livello di pendenza k che rimane su
valori rispettivamente di k = 5.43 e k = 5.61.
L'adozione del raggio di raccordo unitario, essendo una delle due possibili scelte da
poter usare, può dare risultati non conformi alla retta di progetto; teoricamente ogni
geometria, di un determinato materiale, e modellato in una certa maniera dovrebbe
conferirci la stessa retta di regressione, questo è il vero problema che si presenta dalla
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visione dei dati, apparentemente non è possibile analizzare geometrie diverse con la
stessa curva S-N.
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Figura 6.5 Curva S-N ricavata dai soli dati sperimentali dei provini ortogonali con
ρf = 1 mm.
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Figura 6.6 Curva S-N ricavata dai soli dati sperimentali dei provini obliqui con
ρf = 1 mm.
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Regressione dei dati sperimentali con ρf = 0.05 mm. L'incertezza che si era
riscontrata nella scelta del raggio di raccordo, dovuta allo spessore delle piastre di
5 mm, ci lascia ancora la possibilità di trovare riscontro nella retta di progetto ricavata
per questo nuovo raggio.
Come per il caso precedente, usiamo gli stessi tratti e colori delle linee per iden-
tiﬁcarle, la retta di progetto è costruita con pendenza k = 5 e un valore del FAT di
500 MPa.
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Figura 6.7 Curva S-N ricavata dalla serie di tutte le prove sperimentali, con
ρf = 0.05 mm.
Il valore del FAT ottenuto dalla regressione dei dati, e visibile in Fig: 6.7 è di
583 MPa, leggermente superiore al valore atteso di 500 MPa, quindi in totale accordo
con un metodo di veriﬁca cautelativo; si procede all'analisi della pendenza della retta
ottenuta, che in precdenza aveva reso ineﬃcace il raggio unitario.
La pendenza delle rette è k = 5.89, rispetto al valore della retta di progetto che
ha k = 5, la diﬀenzaza non è elevata e rientra in un valore del 17%, sapendo che è
impossibile raggiungere pendenza uguale a quella di progetto, possiamo concludere che
sebbene la retta di progetto rossa e quella tratteggiata di aﬃdabilità 97% si intersecano,
il raggio ρf = 0.05 mm è cautelativo e quindi adatto allo studio dei giunti.
Sebbene la regressione dei dati è in accordo alla retta di progetto, è bene fare de-
terminate valutazioni; i marker circolari (identiﬁcati da colori caldi) che identiﬁcano i
provini ortogonali sono tutti aggregati e separati dai marker triangolari (identiﬁcati da
colori freddi) che rappresentano i provini di tipo obliquo(vedi Fig. 6.7), questa situazio-
ne è stata riscontrata non solo per il raggio di raccordo adesso preso in considerazione,
ma anche per il raggio di raccordo ρf = 1 mm. Data la netta separazione dei dati
sperimentali, si è pensato di eﬀetture la regressione, dividendo le due nuvole di dati
sperimentali, come visibile in Fig. 6.8 e Fig. 6.9.
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Figura 6.8 Curva S-N ricavata dai soli dati sperimentali di provini ortogonali, con
ρf = 0.05 mm.
Si riscontra una netta distinzione delle rette S-N, legata all'orientamento del cordo-
ne, i valori del FAT sono notevolmente cambiati, per gli obliqui raggiunge i 2086 MPa
mentre per gli ortogonali 749 MPa; il valore di k non subisce variazioni di rilievo, con
valori di k = 5.01 per i provini a cordone ortogonale e k = 5.72 per i provini a cordone
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Figura 6.9 Curva S-N ricavata dai soli dati sperimentali di provini obliqui, con
ρf = 0.05 mm.
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obliquo.
La retta di progetto stabilisce i valori del FAT e del parametro k unicamente a se-
conda del materiale costituente il giunto, il raggio ﬁttizio e la tensione di veriﬁca usata;
una volta stabilito che l'approccio corretto è quello per giunti sottili, si dovrebbe per
tutte le geometrie possibili di giunto ottenere una retta prossima a quella di progetto,
perchè questa non è dipendente dalla forma del cordone, ma questo non sembra essere
vero per le due geometrie, come gia evidenziato per le curve S-N a raggio unitario.
Regressione dei dati sperimentali con il metodo delle tensioni di picco. Il
metodo delle tensioni di picco non apporta distinzioni tra giunti sottili e spessi for-
nendoci una sola retta di progetto, di pendenza k = 3 e FAT 156 MPa. Seguendo il
criterio che identiﬁca le rette nei paragraﬁ successivi è possibile analizzare il graﬁco in
Fig. 6.10 nel quale sono illustrate le rette di regressione, su tutti i dati, per diﬀerenti
livelli di aﬃdabilità.
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Figura 6.10 Curva S-N ricavata da tutti i dati sperimetali, con la tensione di picco.
La regressione dei dati fornisce un valore del FAT di 137 MPa, circa il 13% in meno
del valore assunto per la retta di progetto rossa (FAT=156 MPa). La pendenza della
retta di progetto, è totalmente diﬀerente dalla retta con aﬃdabilità 97% che presenta
pendenza di valore k = 6.78. L'intera retta da noi ottenuta con la regressione dei dati
si colloca interamente sotto la curva S-N di progetto, facendoci concludere che la sua
applicazione è non cautelativa.
La separazione evidenziata dei marker identiﬁcanti i provini ortogonali (identiﬁcati
dai marker con colori caldi) dai marker identiﬁcanti i provini obliqui (identiﬁcati dai
marker con colori freddi), vista in precedenza nel metodo del raggio ﬁttizio si viene a
ritrovare anche nel metodo delle tensioni di picco, quindi si esegue anche per questo
caso la regressione dividendo le serie in base all'inclinazione del cordone. Suddividendo
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i provini in base alla geometria del cordone si procede alla regressione dei dati, come in
precedenza, si trova due diversi valori del FAT. Il cordone ortogonale presenta FAT=151
e il cordone obliquo FAT=285, e le rispettive pendenze sono k=5.91 e k=5.75.
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Figura 6.11 Curva S-N ricavata dai soli provini ortogonali, con la tensione di picco.
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Figura 6.12 Curva S-N ricavata dai soli provini obliqui, con la tensione di picco.
Per il solo caso dei provini a cordone obliquo, è possibile trovare un range di cicli
dove il criterio è cautelativo; essendo il metodo teoricamente applicabile a tutte le
geometrie, non possiamo considerare il risultato soddisfacente.
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Capitolo 7
Conclusioni
Il lavoro svolto nella tesi, si è preﬁssato di esaminare l'aﬃdabilità di due diﬀerenti criteri
di veriﬁca a fatica nei confronti di alcune giunzioni saldate, il cui stato di sollecitazione
è stato ottenuto da simulazioni FEM 3D.
Le giunzioni analizzate sono dei semplici coprigiunti, da cui sono estratti provini con
geometria del cordone obliquo, ortogonale e con errori di posizionamento delle piastre
quantiﬁcato dal gap, i provini sono forniti dal Gruppo Marelli al ﬁne di studiare il
comportamento a fatica di giunzioni tipiche di sospensioni automobilistiche.
I due criteri di veriﬁca applicati sono: il metodo del raggio ﬁttizio e il metodo delle
tensioni di picco; questi due metodi suggeriscono delle rette di progetto reputate valide
per ogni geometria di cordone.
Il metodo del raggio ﬁttizio fornisce due valori di raggio da utilizzare, un primo
valore di ρf = 1 mm da usare per giunti realizzati con piastre spesse e un secondo di
ρf = 0.05 mm da usare per giunti realizzati con piastre sottili.
L'analisi condotta con il metodo del raggio ﬁttizio su modelli tridimensionali ha
evidenziato una iniziale imprecisione riguardo il raggio da adoperare, infatti aﬃdare
la distinzione tra giunti sottili e giunti spessi a un valore di spessore della lamiera di
5 mm è un approccio troppo brutale. In questa maniera si crea una scelta poco chiara
sul raggio da usare per spessori di t=5 mm come è nel nostro caso. Per questo motivo
abbiamo usato entrambi i raggi di raccordo.
Il metodo del raggio ﬁttizio con ρf = 1 mm risulta essere cautelativo solamente
ad alto numero di cicli, questo è dovuto alla sensibile diﬀerenza di inclinazione che si
presenta tra la retta di progetto e la retta di regressione. Sebbene i valori di resistenza
delle due curve S-N a 2 · 106 cicli siano simili, la diﬀerente pendenza porta le due rette
a incrociarsi a 2 · 105 cicli, prima di questo numero di cicli il criterio è non cautelativo.
Il raggio ρf = 1 mm produce una bassa dispersione dei dati sperimentali.
Il metodo del raggio ﬁttizio con ρf = 0.05 mm risulta essere cautelativo in tutto
il range di cicli considerato, la retta di progetto e la retta di regressione da noi otte-
nuta presentano pendenza e resistenza a 2 · 106 cicli simili, possiamo aﬀermare che il
raggio di raccordo è corretto per l'analisi di questi giunti, e che la curva di progetto
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è da considerarsi aﬃdabile. I dati sperimentali evidenziano una netta separazione tra
le due disposizioni del cordone di saldatura adottato, il raggio di raccordo più minuto
accentua una separazione che in parte era già visibile con il raggio unitario.
Il metodo delle tensioni di picco applicato ai provini analizzati, non ha evidenziato
una buona previsione della vita a fatica del giunto, la retta di progetto suggerita è
sempre sovrastante alla curva S-N da noi ottenuta, non prevedendo in maniera eﬃcace
la durata dei giunti, anche in questo c'è separazione nei dati sperimentali.
I diﬀerenti valori di gap usato, cioè la distanza tra piastre inferiori e coprigiunto,
evidenziano quasi sempre un crescere della tensione nei sottomodelli al crescere del gap,
questa caratteristica non si riﬂette in una separazione dei dati sperimentali raﬃgurati.
Le diﬀerenti geometrie adottate alla radice per i vari valori del gap, non producono
una separazione dei dati sperimentali, confermando un buon comportamento dei due
metodi di veriﬁca nei confronti di questa variabile.
Indipendentemente dalla riuscita dei due criteri studiati, in tutte le veriﬁche si
riscontra una netta separazione tra i dati sperimentali associati ai provini a cordone
ortogonale e quelli relativi a provini a cordone obliquo, i secondi presentano una durata
a fatica nettamente maggiore a parità di carico applicato. Assunto che il metodo del
raggio ﬁttizio e il metodo delle tensioni di picco presentano il vantaggio di non risentire
della geometria del giunto, è da ricercare altrove la motivazione di questa apparente
maggiore resistenza. Le ipotesi avanzate sono due:
 Uso di un errato criterio di ﬁne prova.
 L'adozione della tensione di Von Mises.
La prima ipotesi proposta,tutta da avvalorare, suggerisce come errata la rottura
istantanea come criterio di ﬁne prova. L'intera fase sperimentale è condotta reputando
terminata la vita del provino al raggiungimento del cedimento istantaneo, la nostra
ipotesi, suppone che il diﬀerente tempo di nucleazione e propagazione della cricca è
minore nei provini a cordone ortogonale rispetto ai provini a cordone obliquo a causa
del diﬀerente stato di sollecitazione in prossimità del massimo di tensione, più gravoso
per la prima tipologia di provini.
Per veriﬁcare la validità della nostra supposizione, sarebbe opportuno condurre una
campagna di prove sperimentali usando come criterio di ﬁne prova l'iniziale formazione
della cricca, e non il raggiungimento della rottura istantanea.
La seconda ipotesi ritiene la tensione di Von Mises inadatta all'ottenimento delle
curve di regressione. I cordoni di saldatura disposti ortogonalmente al provino, pre-
sentano uno stato di sollecitazione nella lunghezza della saldatura quasi nullo, ma non
altrettanto si può dire per i provini a cordone obliquo. La tensione di Von Mises au-
menta il suo valore a causa di questa componente, usare la tensione prima principale
invece della tensione di Von Mises elimina questo problema e probabilmente avvicina
le due nuvole di dati sperimentali.
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Appendice A
Curve S-N
A.1 Metodo del raggio ﬁttizio con ρf = 1mm
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Figura A.1 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FBN, con
ρf = 1 mm.
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Figura A.2 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FAS, con ρf = 1 mm.
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Figura A.3 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FBS, con
ρf = 1 mm.
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Figura A.4 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali DAN, con
ρf = 1 mm.
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Figura A.5 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali DBN, con
ρf = 1 mm.
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Figura A.6 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FCN, con
ρf = 1 mm.
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Figura A.7 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FDN, con
ρf = 1 mm.
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Figura A.8 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FEN, con
ρf = 1 mm.
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Figura A.9 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FFN, con
ρf = 1 mm.
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A.2 Metodo del raggio ﬁttizio con ρf = 0.05mm
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Figura A.10 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FBN, con
ρf = 0.05 mm.
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Figura A.11 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FAS, con
ρf = 0.05 mm.
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Figura A.12 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FBS, con
ρf = 0.05 mm.
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Figura A.13 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali DAN, con
ρf = 0.05 mm.
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Figura A.14 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali DBN, con
ρf = 0.05 mm.
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Figura A.15 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FCN, con
ρf = 0.05 mm.
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Figura A.16 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FDN, con
ρf = 0.05 mm.
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Figura A.17 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FEN, con
ρf = 0.05 mm.
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Figura A.18 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FFN, con
ρf = 0.05 mm.
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A.3 Metodo delle tensioni di picco
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Figura A.19 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FBN, tensione di
picco.
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Figura A.20 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FAS, tensione di
picco.
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Figura A.21 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FBS, tensione di
picco.
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Figura A.22 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali DAN, tensione di
picco.
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Figura A.23 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali DBN, tensione di
picco.
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Figura A.24 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FCN, tensione di
picco.
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Figura A.25 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FDN, tensione di
picco.
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Figura A.26 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FEN, tensione di
picco.
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Figura A.27 Curva S-N ricavata dalla serie di prove sperimentali FFN, tensione di
picco.
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A.4 Geometria provini
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Figura A.28 Forma e disegno dei provini Marelli (senza gap di saldatura)
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Figura A.29 Taglio dei provini dalla piastra.
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